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Simulation des Dampf-Wasserkreislaufs und der Sicherheitssysteme eines High Performan-
ce Light Water Reactors 
Das letzte Design des High Performance Light Water Reactors (HPLWR) beinhaltet einen 
thermischen Kern, in welchem überkritisches Wasser bei 25 MPa Eintrittsdruck und 280°C 
Reaktoreintrittstemperatur auf 500°C Kernaustrittstemperatur in drei Stufen mit dazwischen 
liegender Kühlmittelvermischung zur Reduzierung von Spitzenhüllrohrtemperaturen aufge-
heizt wird. Ein direkter überkritischer Dampfkreislauf des HPLWRs wurde mit Hoch-, Mittel- 
und Niederdruckturbinen und einer einzigen Zwischenüberhitzung auf 441°C konzipiert. Drei 
Niederdruck-Speisewasservorwärmer und vier Hochdruck-Speisewasservorwärmer sind vor-
gesehen, um die angestrebte Reaktoreintrittstemperatur von 280°C bei Volllast zu erreichen. 
Ein Speisewasserkessel dient als Speicher für normale und störfallartige Bedingungen. Der 
komplette Dampfkreislauf wurde mit APROS modelliert, um sowohl thermohydraulische Da-
ten und Kreislaufwirkungsgrade unter Volllast- und Teillastbetrieb, als auch die zeitabhängi-
gen Systemantworten bei Laständerungen zu erhalten. Eine Kraftwerksregelung wurde ent-
wickelt, in welcher der Reaktoreintrittsdruck durch das Turbinenregelventil geregelt wird. Die 
Reaktorleistung wird durch die Steuerstäbe geregelt, während die Frischdampftemperatur 
durch die Hauptspeisewasserpumpen und die Zwischenüberhitzertemperatur durch ein Zwi-
schenüberhitzerregelventil geregelt wird. Wird die Reaktivitätsrückwirkung vernachlässigt, so 
kann die Kernleistung auch als Eingabeparameter verwendet werden. Die Kraftwerksrege-
lung kann alle Belastungs- und Entlastungsabläufe des Dampfkreislaufs inklusive kompletter 
Abschaltung beherrschen. Ein Festdruckbetrieb wird für alle Lastfälle vorausgesetzt. Spitzen-
temperaturen der Brennstäbe werden mit einem einfachen Kernmodell überprüft. Um starke 
Materialtemperaturänderungen zu vermeiden, wird eine geregelte Abfahrprozedur unter 50% 
Last konzipiert. In dieser wird der Speisewassermassenstrom über die Hauptspeisewasser-
pumpen konstant gehalten, während die thermische Leistung erniedrigt wird. Um Erosion in 
den letzten Stufen der Hoch- und Niederdruckturbinen zu vermeiden, wird der komplette 
Turbosatz abgeschaltet und der Dampf über einen Wasserabscheider geleitet, während er 
über ein Regelventil gedrosselt wird, um den Festdruckbetrieb des Reaktors unter 50% Last 
zu gewährleisten. Das abgeschiedene Wasser und der Dampf werden jeweils dem Speise-
wasserkessel und dem letzten Hochdruck-Speisewasservorwärmer zugeführt, um das Spei-
sewasser so lange wie möglich vorzuwärmen. Dasselbe Abfahr-System wird in der entge-
gensetzen Weise verwendet, um das Kraftwerk bei Festdruck anzufahren. 
Im zweiten Teil der Arbeit werden Sicherheitsanalysen für das neueste Containment- und 
Sicherheitskonzept des HPLWRs durchgeführt. Es wurde von den letzten Containmentde-
signs der Siedewasserreaktoren abgeleitet und beinhaltet das Reaktorschnellabschaltsys-
tem, den Containmentabschluss, das Druckentlastungssystem, vier Flutungsbecken, eine 
Kondensationskammer, die Druckkammer und den Containmentkondensator. Jedoch kön-
nen passive Sicherheitssysteme wie das passive Fluten des Kerns nicht direkt für den 
HPLWR angewendet werden, da Naturkonvektionsströme in dem 3-Pass-Kern nicht möglich 
sind. Daraus ergibt sich die Forderung, dass die Nachwärmeabfuhr aus dem Reaktordruck-




Im Falle, dass der RDB-Druck den Aktivierungsdruck des automatischen Druckentlastungs-
systems (ADS) übersteigt, wird der Reaktor notabgeschaltet, die acht Sicherheitsentlas-
tungsventile geöffnet und Dampf in die Kernflutungsbecken über acht Spargers geleitet. Die 
längerfristige Kühlung nach der Druckentlastung wird durch ein vierfach redundantes, aktives 
Niederdruckeinspeisesystem gewährleistet, welches Wasser aus der Kondensationskammer 
in den Kern fördert. Weiterhin wird ein vierfach redundantes Hochdruckeinspeisesystem vor-
gesehen, welches aus einer batteriebetriebenen Pumpe und einem Kondensator, der sich im 
Kernflutungsbecken befindet, besteht. 
Da der komplette HPLWR-Dampfkreislauf in APROS zur Verfügung steht, wird das Contain-
ment zusätzlich modelliert, was die Möglichkeit eröffnet, das Verhalten des kompletten 
Dampfkreislaufs zu beurteilen. Das APROS-Containment-Modell besteht aus dem ADS, dem 
Nieder- und Hochdruckeinspeisesystem, den Flutungsbecken und der Kondensationskam-
mer. Das Szenario, welches für die Sicherheitsanalysen herangezogen wird, ist ein komplet-
ter Containmentabschluss durch die Hauptspeisewasserabsperrventile und Hauptdampfab-
sperrventile (HSAV, HDAV). Als erstes wird eine parametrische Studie für das ADS vorge-
stellt, in welcher der Aktivierungsdruck, die Verfahrzeit und der Strömungsquerschnitt der 
Sicherheitsentlastungsventile sowie die Verfahrzeit der Containmentabschlussventile variiert 
werden. Eine Niederdruckeinspeisung wird vorgestellt, welche die Kühlbarkeit des Kerns 
demonstrieren soll. Das batteriebetriebene Hochdruckeinspeisesystem wird hingegen mit 
Wasser aus dem Kondensator im Kernflutungsbecken bespeist. Da Dampf zum Kondensator 
geführt werden muss, muss das ADS wieder geschlossen werden, um einen geschlossenen 
Kreislauf zu erzeugen. Der Vorteil dieses Systems besteht darin, dass die Pumpenleistung 
viel geringer als für das Niederdruckeinspeisesystem sein kann, da nur der Druckverlust des 
Kreislaufs kompensiert werden muss. Weiterhin werden das Ausfallen einer Hauptspeise-
wasserpumpe und das Anfahren der vierten Hauptspeisewasserpumpe und der Verlust der 
Fremdnetzeinspeisung mit verspäteter Reaktorschnellabschaltung simuliert. Alle Simulatio-
nen zeigen, dass der HPLWR in den Analysen in einer sicheren Weise beherrscht und ge-
kühlt werden kann. 
Der Dampfkreislauf und das Sicherheitssystem des HPLWRs sind in APROS verfügbar und 





Steam cycle and safety system simulation of a High Performance Light Water Reactor 
The latest design concept of the High Performance Light Water Reactor (HPLWR) includes a 
thermal core, in which supercritical water at 25 MPa inlet pressure is heated up from 280°C 
reactor inlet temperature to 500°C core exit temperature in three steps with intermediate 
coolant mixing to minimize peak cladding temperatures of the fuel rods. A direct supercritical 
steam cycle of the HPLWR has been designed with high, intermediate and low pressure tur-
bines with a single reheat to 441°C. Three low pressure preheaters and four high pressure 
preheaters are foreseen to achieve the envisaged reactor inlet temperature of 280°C at full 
load. A feedwater tank serves as an accumulator for normal and accidental conditions. The 
complete steam cycle has been modelled with APROS in order to provide thermodynamic 
data and cycle efficiency values under full load and part load operation conditions as well as 
the transient response to load changes. A plant control system has been designed, in which 
the reactor inlet pressure is controlled by the turbine valve. The reactor power is controlled 
by the control rods while the life steam temperature is controlled by the main feedwater 
pump. The reheat temperature is controlled by the reheater valve. Neglecting the reactivity 
control, the core power can also be treated as input parameter. The plant control can handle 
all loading and de-loading cycles including complete shut-down. A constant pressure at the 
reactor inlet is foreseen for all load cases. Peak temperatures of the fuel pins are checked 
with a simplified core model. To avoid fast material temperature changes, a controlled shut-
down procedure starting at 50% load is designed. There, the feedwater mass flow rate is 
held constant by the main feedwater pump and the thermal power is decreased. In order to 
avoid erosion in the last stages of the high and low pressure turbines, the turbines are 
tripped and the steam is redirected through a water separator while the steam is throttled in a 
valve to enable the constant pressure operation of the reactor below 50% load. The sepa-
rated water and steam are fed into the feedwater tank and to the last high pressure prehea-
ter, respectively, to preheat the feedwater as long as possible. The same shut-down system 
is used in the opposite direction to start-up the plant at constant pressure. 
In the second part of the thesis safety analyses are carried out for the latest containment and 
safety proposal of the HPLWR. It is derived from the latest boiling water reactor containment 
concepts. It includes the reactor scram system, the containment isolation, the depressuriza-
tion system, four core flooding pools, a pressure suppression pool, the dry well and the con-
tainment condenser. However, some passive safety systems, e. g. passive reflooding of the 
core, cannot be adapted directly to the HPLWR, since a natural convection flow is not possi-
ble in the three-pass-core. Consequently, the heat removal of the reactor pressure vessel 
(RPV) works only with systems maintaining the core coolant flow rate. 
In the case the RPV pressure exceeds the actuation pressure of the automatic depressuriza-
tion system (ADS), the reactor is scrammed and the eight safety relief valves open and 
steam is led into the core flooding pools through eight spargers. The long term cooling after 
depressurization is provided by a four time redundant active low pressure coolant injection 
(LPCI) system, which supplies water from the pressure suppression pool to the core. Fur-
thermore, a four time redundant high pressure coolant injection (HPCI) system has been 
 
iv 
envisaged, which consists of a battery powered pump and a condenser submerged into the 
core flooding pool. 
Since the complete HPLWR steam cycle is available in APROS, the containment is modeled 
additionally, giving the possibility to evaluate the behavior of the whole steam cycle. The 
APROS containment consists of the ADS, the LPCI and the HPCI system, the core flooding 
and pressure suppression pool. The scenario investigated for the safety analysis, is an inad-
vertent isolation of the complete containment through the main feedwater and main steam 
isolation valves (MFIV; MSIV). First a parametric study of the ADS is presented, in which the 
actuation pressure, the driving time and the flow area of the safety relief valves and the driv-
ing time of the containment isolation valves are varied. A LPCI transient is shown, which 
demonstrates the coolability of the core. The battery powered pump of the HPCI system, on 
the other hand, is supplied by water coming out of a condenser submerged into core flooding 
pool. Since steam needs to be fed to the condenser, the ADS has to be closed again to es-
tablish a closed loop operation. An advantage of this system is that the power of the pump is 
by far lower than the one for the LPCI system, since only the pressure loss of the loop has to 
be compensated for. Furthermore, a main feedwater pump trip with start-up of the redundant 
hot-stand-by pump and a loss of offsite power with delayed scram are simulated. All simula-
tions show that the HPLWR can be handled in a safely manner and can be cooled under the 
conditions analyzed. 
The steam cycle and safety system of the HPLWR available in APROS can now be used for 
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1 Grundlagen der HPLWR-Dampfkreislaufanalyse 
Die Systemanalyse von Kraftwerken und ihre Modellierung mit numerischen Methoden er-
laubt schon in der Konzeptphase die Designentscheidungen im Hinblick auf den Anlagenbe-
trieb zu überprüfen und notwendige Änderungen während des Entwicklungsprozesses 
durchzuführen. Weiterhin können durch die Analyse, Kriterien und Systeme abgeleitet wer-
den, die für die Störfall- und Transienten-Beherrschung in einer nachfolgenden Sicherheits-
analyse Verwendung finden. 
In dieser Arbeit wird eine Systemanalyse für den High Performance Light Water Reactor 
(HPLWR) [113] durchgeführt, der ein neues Konzept von Leichtwasserreaktoren (LWR) dar-
stellt, das mit überkritischen Wasser gekühlt und moderiert wird; der kritische Punkt von 
Wasser liegt bei 374°C und 22,1 MPa. Das HPLWR-Konzept wird genauer in Kapitel 1.3 
beschrieben. 
Für die Systemanalyse wird der komplette Dampf-Wasserkreislauf modelliert. Dieser wird als 
direkter, überkritischer Dampfkreislauf ausgeführt, was bedeutet, dass der überkritische 
Dampf direkt auf die Turbine geleitet wird. (Es gibt keinen Unterschied zwischen flüssig und 
dampfförmig bei überkritischem Wasser, jedoch wird hochenthalpiehaltiges Fluid oft „Dampf“ 
genannt.) Wird bei der Sicherheitsanalyse das komplette Kraftwerksmodell verwendet, kön-
nen Systemantworten und Effekte bewertet werden, die in bestehenden Arbeiten keine Be-
rücksichtigung fanden. 
Für das Verständnis der Systementwicklung von Anlagen, die bei überkritischen Drücken 
betrieben werden, wird zuerst die Entwicklung der Kesseltechnik hin zu überkritischen, fossil 
befeuerten Kraftwerken mit der Entwicklung der LWR-Technologie in Kapitel 1.1 verglichen. 
Aufgrund der bestehenden Unterschiede zu LWR muss ein neues Regelsystem für den 
HPLWR-Dampfkreislauf entwickelt werden. Dieses beinhaltet sowohl den stabilen Volllastbe-
trieb, als auch das Ab- und Anfahren. Aus diesem Grund wird in Kapitel 1.2 die Regelung 
eines Siedewasserreaktors (SWR), der auch einen Direkt-Dampfkreislauf besitzt, und die Ab- 
und Anfahrprozesse vorgestellt und mit den HPLWR-Systembegebenheiten in Kapitel 1.2.4 
verglichen. Dieses Kapitel beinhaltet weiterhin eine Übersicht von bereits durchgeführten 
Arbeiten für ein japanisches LWR-Konzept, das auch mit überkritischem Wasser gekühlt 
wird. 
1.1 Entwicklung der Kesseltechnik und Anwendung auf das Leichtwasserre-
aktor-Konzept 
Wird die Entwicklung der industriellen Dampfkesseltechnik über die letzten Jahrhunderte 
verfolgt, so ist ein klarer Trend hin zum Zwangdurchlaufkessel erkennbar ([86], [115] und 
[26]). Abb. 1-1 beschreibt diese Entwicklung in vereinfachter, schematischer Form mit den 
wichtigsten Kenngrößen wie Kesseldruck und Massenstrom, als auch den prinzipeigenen 
Kernkomponenten. 
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Der einfachste Kessel ist ein umschlossenes Wasservolumen, das von außen, meist einem 
offenen Feuer, beheizt wird. Der Druck ist aufgrund des offenen Systems der Atmosphären-
druck, während die Massenströme zwischen 0,1 und 10 t/h liegen. Als nächster evolutionärer 
Schritt wird der Flammrohrkessel betrachtet, der häufig in der Lokomotivtechnik der letzten 
zwei Jahrhunderte Verwendung fand. Durch Rohrbündel, die in einem meist zylindrischen 
Kessel verlegt sind, werden Rauchgase geleitet, die durch die Verbrennung von Kohle er-
zeugt werden. Der Druck, der diesmal über dem Atmosphärendruck liegen kann, betrug ma-
ximal 2 MPa und der Massenstrom 0,3 bis 20 t/h. 



















0,1 MPa, 0,1 ~ 10 t/h 0,1 ~ 2 MPa, 0,3 ~ 20 t/h 0,1 ~ 1 MPa, 0,3 ~ 20 t/h
0,5 ~ 20 MPa, 5 ~ 2000 t/h 0,5 ~ 20 MPa, 5 ~ 2000 t/h 10 ~ 30 MPa, 100 ~ 5000 t/h
Umwälzpumpe
 
Abb. 1-1 Historische Kesselentwicklung nach [86], [115] und [26]. 
Der Wasserrohrkessel, der der nächste Schritt in der Entwicklung der Dampfkesseltechnik 
ist, ist in seinem Grundprinzip die bis heute gängige Bauform. Das Wasser fließt in diesem 
Fall in den Rohren und wird von außen beheizt. Dies hat den Vorteil, dass die Wandstärke 
des Druckkörpers im Vergleich zum Flammrohrkessel viel kleiner sein und der Systemdruck 
weiter gesteigert werden kann, obwohl die Systemdrücke und Massenströme zu Beginn im 
Bereich der Flammrohrkessel lagen. Die ersten Typen der Wasserrohrkessel besaßen noch 
keinen Wasserumlauf und werden daher nur als Zwischenschritt auf dem Weg zur Entwick-
lung des Wasserrohrkessels mit Naturumlauf angesehen. 
Bei diesem System wird der benötigte Massenstrom zur Verdampfung durch den Dichteun-
terschied zwischen Wasser und Dampf erzeugt. Aus der so genannten Kesseltrommel fließt 
Wasser durch die Fallrohre nach unten und wird im Verdampfer, den Steigrohren, durch den 
Brenner aufgeheizt. Da das Wasser-Dampf-Gemisch am Austritt ein geringeres spezifisches 
Gewicht als das kalte Wasser am Eintritt zu den Fallrohren besitzt, bildet sich eine Strömung 
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aus, die als Naturumlauf bezeichnet wird. Strauß [115] beschreibt, dass dazu nur wenige 
Grad Temperaturunterschied ausreichend sind. In der Trommel, in der sich das Wasser auf 
Siedetemperatur befindet, wird die Dampfphase von der Wasserphase getrennt, und danach 
durch weitere Steigrohre durch das noch heiße Rauchgas überhitzt. Für einen stabilen Be-
trieb des Naturumlaufkessels muss zum einen der Wasserstand in der Trommel geregelt 
werden. Dies geschieht durch die Speisewasserpumpe, die für einen konstanten Füllstand 
soviel Wasser in die Trommel nachfüllen muss, wie durch die Überhitzer Dampf entströmt. 
Weiterhin befinden sich meistens zwischen der Speisewasserpumpe und der Trommel meh-
rere Speisewasservorwärmer, die die Wassertemperatur am Kesseleintritt zur Wirkungs-
gradsteigerung erhöhen. Der Betriebsdruck liegt zwischen 0,5 und 20 MPa und der Massen-
strom zwischen 5 und 2000 t/h, wobei der Druck nicht weiter gesteigert werden kann, da zur 
vollständigen Wasserabscheidung eine genügend hohe Dichtedifferenz erforderlich ist [115]. 
Der Nachteil des Wasserrohrkessels mit Naturumlauf liegt in der Abnahme der Frischdampf-
temperatur im Teillastbetrieb wegen der freien Oberfläche in der Trommel und der Empfind-
lichkeit gegenüber raschen Druckabsenkungen, die in den Fallrohren zu Dampfblasenbil-
dung und daher zu Strömungsinstabilitäten oder noch problematischer in den Steigrohren zu 
überhöhten Wandtemperaturen führen kann [115]. Als weiterer Nachteil gegenüber den spä-
ter diskutierten Zwangdurchlaufkesseln erweist sich die Dickwandigkeit der Trommel, die die 
maximalen Temperaturtransienten begrenzt und somit längere Ab- und Anfahrzeiten und 
Einschränkungen im Gleitdruckbetrieb zur Folge hat. Der Vorteil dieses Konzepts liegt je-
doch in der Einfachheit des Kessels und dem geringeren Leistungsbedarf der Speisewas-
serpumpe [115]. 
Der nächste Schritt, der einige Nachteile des Naturumlaufkessels beseitigen konnte, ist der 
Wasserrohrkessel mit Zwangumlauf. Der Verdampfungsprozess in den Steigrohren wird 
durch Umwälzpumpen, die sich in den Fallrohren befinden, unterstützt. Strauß [115] be-
schreibt, dass zur Stabilisierung der Strömung vor den Verdampferrohren Drosselblenden 
vorgeschaltet werden, die die Massenstromdichte auf die jeweilige Rohrbeheizung einstellen. 
Aufgrund des Zwangumlaufs können Verdampferrohre mit einem geringeren Durchmesser 
und kleinere Trommelkessel eingesetzt werden. Dies hat neben dem niedrigeren Materialbe-
darf Vorteile im Teillastbetrieb, da schnellere Druckabsenkungen und Temperaturtransienten 
gegenüber Naturumlauf gefahren werden können. Systemdrücke und Massenströme ähneln 
jedoch dem Naturumlaufkessel. Durch die nötige Zweiphasentrennung in der Trommel ist es 
daher auch beim Zwangumlaufkessel nicht möglich überkritische Systemdrücke zu errei-
chen. 
Erst mit der Entwicklung des Wasserrohrkessels mit Zwangdurchlauf in den 30er Jahren und 
der Markteinführung in den 50er Jahren [115] des letzten Jahrhunderts war es möglich die 
Systemdrücke über den kritischen Punkt anzuheben. Die Systemdrücke eingesetzter Anla-
gen liegen zwischen 10 und 30 MPa und die Massenströme zwischen 100 und 5000 t/h. Da 
sich die Massenstromdichte linear mit der thermischen Leistung der Feuerung ändert, wird 
zur sicheren Kühlung der Verdampferrohre eine minimale Massenstromdichte benötigt, die 
bei 30% bis 40% Last erreicht wird [115]. Eine Möglichkeit geringere Teillasten fahren zu 
können ist die Inbetriebnahme eines Bypass unter 40% Last mit einer Abscheideflasche und 
einer zusätzlichen Umwälzpumpe, die bei einem niedrigeren Speisewassermassenstrom den 
benötigten Mindestmassenstrom aufbringt. Die Anordnung des Bypass ist dabei so gewählt, 
dass die Abscheideflasche zwischen Verdampfer und Überhitzer angeordnet ist und das 
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abgeschiedene Wasser durch die zusätzliche Umwälzpumpe durch eine Rückschlagklappe 
in die Speisewasserleitung vor den Verdampferrohren gedrückt wird. Als Vorteile dieses 
Wasserrohrkesselkonzepts sind laut Strauß [115] anzusehen, dass keine physikalischen 
Obergrenzen für den Systemdruck vorhanden sind und die erreichbaren Frischdampftempe-
raturen nur von der Materialwahl der Rohre abhängen. So sind über die Jahre Wirkungsgra-
de von über 45% erreicht worden [120]. Weiterhin kann die Frischdampftemperatur über wei-
te Bereiche der Last konstant gehalten werden, was den Teillastwirkungsgrad erhöht. Auf-
grund des Fehlens von dickwandigen Bauteilen wie der Kesseltrommel sind schnellere Last-
änderungen im Gleitdruckbetrieb und ein schnelleres Anfahren möglich. Als Nachteile sind 
laut Strauß [115] die aufwendigere Kesselwandkonstruktion, der erhöhte Leistungsbedarf der 
Speisewasserpumpen und die empfindlichere Speisewasserregelung zu nennen. 
Wird nun die Entwicklung der LWR-Technologie mit der bereits beschriebenen Kesselevolu-
tion verglichen, so lässt sich feststellen, dass ein SWR Ähnlichkeiten in seinem prinzipiellen 
Aufbau mit einem Wasserrohrkessel mit Zwangumlauf hat. Die Umwälzpumpen im Kessel 
entsprechen den Umwälzpumpen im Reaktordruckbehälter des SWRs und die Speisewas-
serpumpen und die Speisewasservorwärmer sind in beiden Kraftwerksprozessen zu finden. 
In beiden Konzepten ist eine freie Wasseroberfläche vorhanden, die eine weitere Überhit-
zung des Dampfs erforderlich macht. Unterschiede ergeben sich selbstverständlich in der Art 
der Zuführung der thermischen Leistung. Während dies im Kessel durch die Verbrennung 
von fossilen Energieträgern geschieht, wird dies im SWR durch die nukleare Kernspaltung 
bewerkstelligt. Auch ist die Überhitzung des Dampfs auf anderem Wege gelöst, da im fossi-
len Kraftwerk das Rauchgas zur Überhitzung zur Verfügung steht. Dagegen muss im SWR 
Frischdampf in einem Wärmetauscher zur Überhitzung verwendet werden. 
Die Entwicklung des LWR-Konzepts mit überkritischen Dampfzuständen (Super LWR) folgt 
der Entwicklung der fossil befeuerten Kraftwerke von unterkritischen zu überkritischen Sys-
temdrücken und somit vom „nuklearen Zwangumlaufkessel“ zum „nuklearen Zwangdurch-
laufkessel“. Durch Erhöhung der Frischdampfparameter, sprich der Steigerung des Anlagen-
drucks und der Austrittstemperatur, können die Wirkungsgrade, die bei heutigen Druckwas-
serreaktoren (DWR) wie dem EPR bei 36% liegen, weiter gesteigert werden. Der Versuch, 
die bestehenden Dampfkreislauf-Technologien von überkritischen, fossil befeuerten Kraft-
werken auf den LWR zu übertragen, erlaubt, auf die Erfahrungen wie Auslegung und Betrieb 
von überkritischen, fossil befeuerten Anlagen während der Konzeptphase zurückzugreifen 
und somit die Entwicklungszeit auf Grund von bestehenden und somit getesteten Kompo-
nenten zu verkürzen. Oka et al. [86] beschreiben, dass daher keine wirklich neuen Techno-
logien in das LWR-Konzept eingeführt werden müssen und nur die Auswirkung von radioak-
tiver Strahlung auf überkritisches Wasser als neues Element untersucht werden muss, wäh-
rend das kerntechnische Design und die Sicherheitsrichtlinien von den bestehenden LWR 
herangezogen werden können. Daher kann die Entwicklung des „Super LWRs“ in Hinblick 
auf die Kesselhistorie als der nächste logische Schritt betrachtet werden. Dieses Konzept 
des Super LWRs wird unter anderem von Forschungsgruppen in Japan und Europa verfolgt, 
wobei der in dieser Arbeit vorgestellte HPLWR der europäischen Gruppe zugehörig ist. 
Die weltweite Forschung an den so genannten „Generation IV“-Reaktoren, zu denen auch 
der Super LWR zählt, wird in sechs verschiedene Konzepte gebündelt, die sich nicht nur im 
Reaktorkonzept sondern auch im Kühlmittel unterscheiden [117]: 
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• Super LWR, die mit überkritischem Wasser gekühlt und moderiert werden, 
• Hochtemperaturreaktoren, die mit Helium gekühlt werden, 
• Gas gekühlte Reaktoren, 
• Natrium gekühlte Reaktoren, 
• Blei gekühlte Reaktoren und 
• Salzschmelzenreaktoren. 
Die Verwendung von Wasser als Kühlmittel hat den Vorteil, dass Wärme in Form von Bla-
sensieden sehr gut abgeführt werden kann. Beim Überschreiten des kritischen Drucks    
(22,1 MPa) kann kein Unterschied mehr zwischen den zwei Phasen flüssig und gasförmig 
festgestellt werden, da keine Grenzfläche mehr vorhanden ist. Die Konsequenz daraus ist, 
dass Siedephänomene im überkritischen Druckbereich komplett verschwinden. Jedoch be-
sitzt Wasser beim Überschreiten der pseudokritischen Temperatur ein Maximum der spezifi-
schen Wärmekapazität. Dies erlaubt, trotz nicht vorhandener Siedevorgänge, eine effiziente-
re Wärmeabfuhr als im unterkritischen Druckbereich, da beim Aufheizen die Steigerung der 
Enthalpie nicht mehr von der Siedetemperatur abhängt und ein kontinuierlicher Übergang 
zwischen den beiden Pseudo-Phasen herrscht. Aufgrund dieser Eigenart von Wasser bei 
überkritischem Druck kann die Sicherheit des Reaktors gegenüber Siedekrisen erhöht wer-
den, da diese nicht auftreten. 
Wie bereits erwähnt, ist das Kennzeichen eines Super LWRs der Zwangdurchlauf durch den 
Reaktorkern. Das Layout des Kernkraftwerks entspricht dabei einem Direkt-Dampfkreislauf 
wie bei einem überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerk, bei dem der Frischdampf in einer 
Hoch-, Mittel- und Niederdruckturbine auf Kondensatordruck entspannt wird. Die Entspan-
nung des Dampfs in der Hochdruckturbine erfolgt dabei nur knapp bis über das Zweiphasen-
gebiet und wird in dem darauf folgenden Zwischenüberhitzer, der sich zwischen Hoch- und 
Mitteldruckturbine befindet, wieder überhitzt, um die Endfeuchte in der Niederdruckturbine zu 
reduzieren. Die dem Kondensator und den Kondensatorpumpen folgenden Speisewasser-
vorwärmer sind in ihrer Anzahl und Platzierung denen von überkritischen, fossil befeuerten 
Kraftwerken ähnlich. Der fundamentale Unterschied im Layout eines Super LWR-
Dampfkreislaufs ist, wie bereits erwähnt, in der Art der Zwischenüberhitzung zu sehen, da 
bei einem konventionellen Kraftwerk die Zwischenüberhitzung unter Zuhilfenahme der Rest-
wärme des Rauchgases erfolgt. Da die Zwischenüberhitzung beim Super LWR-Konzept 
nicht im Kern erfolgen soll, wird sie über einen separaten Wärmetauscher durchgeführt, der 
mit Frischdampf gespeist wird. 
Vergleicht man jedoch die Anlagenkonzepte von SWR und DWR mit dem Super LWR, sind 
größere Unterschiede feststellbar, welche sich als potentielle Reduktionen der Anlagenkos-
ten identifizieren lassen. Beim SWR-Direkt-Dampfkreislauf wird aufgrund des Betriebs im 
unterkritischen Druckbereich ein Wasserabscheider nach der Entspannung in der Hoch-
druckturbine benötigt, bevor nach der Zwischenüberhitzung unter Zuhilfenahme von Frisch-
dampf aus den Dampfleitungen die Entspannung in der Niederdruckturbine erfolgt. Darüber 
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hinaus ist das Containment eines Super LWRs viel kleiner als das einer vergleichbaren 
DWR- oder SWR-Anlage. Der Grund hierfür ist, dass der Reaktordruckbehälter (RDB) sehr 
viel kleiner sein kann und daher weniger Kühlmittelenthalpie beinhaltet, die bei einem Kühl-
mittelverlust im Containment aufgenommen werden muss. Der verkleinerte RDB resultiert 
aus dem Fakt, dass der Super LWR mit überkritischem Wasser gekühlt und moderiert wird. 
Aufgrund des Fehlens der zwei Wasserphasen können die Umwälzpumpen, der Wasserab-
scheider und der Dampftrockner eines SWRs eingespart werden. 
Da der DWR-Dampfkreislauf aus einem Primär- und Sekundärkreislauf besteht, können im 
Vergleich zum Direkt-Dampfkreislauf eines Super LWRs die Dampferzeuger, die Hauptkühl-
mittelpumpen und die Druckhalter eines DWRs eingespart werden, was zu einer weiteren 
Verkleinerung des Containments gegenüber einem DWR-Containment führt. 
Aufgrund des sehr hohen Enthalpiegehalts des Frischdampfs aus dem Reaktor, können der 
Gesamtmassenstrom im Reaktorkern gegenüber bestehenden LWR-Konzepten stark verrin-
gert werden. So beträgt er gegenüber einem SWR oder DWR gleicher Leistungsklasse nur 
noch etwa ein Achtel beziehungsweise ein Zwölftel. Gegenüber einem vergleichbaren Koh-
lekraftwerk ist der Massenstrom jedoch höher, da beim Direkt-Dampfkreislauf des Super 
LWRs ein Teil des Gesamtmassenstroms zur Zwischenüberhitzung verwendet werden muss. 
Nichtsdestotrotz besteht der Vorteil neben der Reduktion der Anlagenkosten durch Wegfall 
von Anlagenkomponenten darin, dass die Größe weiterer Komponenten wie der Turbine 
verkleinert werden kann. Das Potential liegt dabei in der Umstellung des Turbosatzes von 
halbtourig auf volltourig [39]. 
1.2 Regelung eines SWRs im Nominal-, Anfahr- und Abfahrbetrieb 
Wie bereits beschrieben, sind bei einem Super LWR größere Ähnlichkeiten mit einem SWR- 
als mit einem DWR-Dampfkreislauf vorhanden, weshalb sich in diesem Kapitel näher mit der 
Regelung eines SWRs im Nominal-, Anfahr- und Abfahrbetrieb befasst wird ([27], [97]). 
1.2.1 Regelung eines SWRs im Nominalbetrieb 
Die Regelung eines SWRs setzt sich im Nominalbetrieb aus der Leistungs-, der Speisewas-
ser- und Kondensatorfüllstandsregelung zusammen. 
1.2.1.1 Leistungsregelung eines SWRs im Nominalbetrieb 
In der Leistungsregelung kommt das Prinzip der Vorwärtsregelung zum tragen, das besagt, 
dass die Veränderung des Leistungssollwertes am Generator sich als erstes auf die Leis-
tungsänderung im Reaktor auswirkt. Somit ergeben sich folgende Forderungen an die SWR-
Leistungsregelung: 
Reaktordruckregelung: 
Die Reaktordruckregelung hat bei einer Leistungsänderung und somit einer Änderung der 
Dampfmenge die Aufgabe, die Dampfabfuhr aus dem Kern zu regeln, so dass der Reaktor-
druck konstant bleibt. Aber auch bei An- und Abfahrvorgängen muss der Druck verändert 
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werden können. Als Stellglieder dienen die Turbinenregelventile und/oder die Umleitstellven-
tile. 
Dabei darf die Druckänderung nicht schnell erfolgen, da eine Druckerhöhung eine Verminde-
rung des Dampfvolumenanteils und somit eine Reaktivitätsfreisetzung mit Leistungserhö-
hung zur Folge hat. Im Gegensatz dazu führt eine Druckabsenkung zu einer Erhöhung des 
Dampfvolumenanteils und hat somit eine Reaktivitätsbindung mit Leistungserniedrigung zur 
Folge. Die Wechselwirkung zwischen Reaktordruck und der Reaktorleistung erfolgt daher 
instantan und gilt als wichtige Regelgröße. 
Turbinendrehzahlregelung: 
Der Turbinendrehzahlregler hat bei Nominalbetrieb und bei Sonderfahrweisen die folgenden 
Aufgaben: Im ersten Fall wird das An- und Abfahren der Turbine, das Einstellen der benötig-
ten Turbinendrehzahl zur Synchronisation des Generators, die Lastaufnahme nach der Syn-
chronisation des Generators und das Entlasten des Turbosatzes beim Abfahren verfolgt, 
während im letzteren Fall das Einstellen der Generatorleistung, wenn der Generator am Netz 
ist und der Generatorleistungsregler abgeschaltet ist, benötigt wird. Die dafür benötigten 
Stellglieder sind die Turbinenregelventile. 
Leistungsregelung: 
Die Leistungsregelung hat die Aufgabe, den Sollwert für die Reaktorleistungsregelung vor-
zugeben. Weiterhin kann sie die Generatorleistung zwischen 140 MW bis Volllast freigeben, 
beziehungsweise begrenzen, da dazu eine gewisse Mindestreaktorleistung nötig ist. Dazu 
kann sie zusammen mit der Turbinendrehzahlregelung die Turbinenregelventile bedienen. 
Bei Lastabwurf und einer Generatorleistung unter 140 MW wird die Generatorleistungsrege-
lung an den Turbinendrehzahlregler übergeben. 
Reaktorleistungsregelung: 
Die Reaktorleistungsregelung hat die Aufgabe, die thermische Leistung des Reaktors auf-
grund der Anforderung aus der Leistungsregelung durch das Ein- beziehungsweise Ausfah-
ren der Steuerstäbe oder durch die Änderung der Drehzahl der Umwälzpumpen einzustellen. 
Turbinenöffnungsregelung: 
Die Turbinenöffnungsregelung hat die Aufgabe, zusammen mit der Umleitöffnungsregelung 
der Umleitstation, den aus dem Reaktor strömenden Frischdampf auf die Turbine und die 
Umleitstation durch Regelung der Turbinenregelventile und der Umleitstellventile, gemäß 
den Vorgaben des Reaktordruckreglers, zu verteilen. Weiterhin soll das Leistungsangebot 
des Reaktors mit den Einschränkungen der Leistungsanforderungen aus Turbinendrehzahl-
regler und Leistungsregler verglichen und durch die Turbinenregelventile umgesetzt werden. 
Umleitöffnungsregelung: 
Die Umleitöffnungsregelung hat die Aufgabe, durch die Verarbeitung des Signals aus der 
Reaktordruckregelung und der Rückmeldung aus der Turbinenöffnungsregelung eine ent-
sprechende Strömungsfläche in der Umleitstation durch Öffnen oder Schließen der Umleit-
stellventile zur Verfügung zu stellen. 
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1.2.1.2 Speisewasserregelung eines SWRs im Nominalbetrieb 
Aus dem vorangegangen Kapitel ist ersichtlich, dass mit jeder Laständerung auch eine Än-
derung im Frischdampfmassenstrom einhergeht. Somit würde bei einer Lastabsenkung der 
Füllstand im Reaktor steigen. Daher ist es die Aufgabe der Speisewasserregelung, den Re-
aktorfüllstand konstant zu halten und somit einen stabilen Reaktorbetrieb zu gewährleisten. 
Dies wird durch die Regelung der Drehzahl der Speisewasserpumpen ermöglicht. Eine Re-
gelung des Massenstroms zum Zwischenüberhitzer erfolgt über die Füllstandsregelung eines 
Regeltopfes, der sich am Austritt der heißen Seite des Zwischenüberhitzers befindet. 
1.2.1.3 Kondensatorfüllstandsregelung eines SWRs im Nominalbetrieb 
Genauso wie sich bei einer Laständerung der Füllstand im Reaktor ändert, wird durch den 
unterschiedlichen Frischdampfmassenstrom der Füllstand im Kondensator variiert. Eine Er-
höhung des Füllstands ist nicht erwünscht, da dies ein Überfluten der Kondensatorrohre zur 
Folge hätte und die effektive Wärmetauscherfläche reduzieren könnte. Im Gegensatz dazu 
würde ein Sinken des Füllstands die Zulaufhöhe und damit den Zulaufdruck zu den Konden-
satorpumpen verringern, was die Gefahr von Kavitation an den Pumpenschaufeln birgt. 
1.2.2 Anfahrbetrieb eines SWRs 
Im Folgenden werden prinzipiell die notwendigen Maßnahmen zum Anfahren eines SWRs 
vorgestellt. Der Ausgangszustand des Reaktors und der Anlage wird dabei so eingestellt, 
dass der Reaktor kritisch, die Aufheizleistung eingestellt und die Umleit- und Turbinen-
schnellschlussventile geöffnet sind. Weitere nötige Vorabeinstellungen betreffen das manuel-
le Ein- oder Ausschalten von Reglern, auf die in dieser Arbeit nicht eingegangen wird. 
Der Ablauf des Anfahrens setzt sich prinzipiell aus folgenden Schritten zusammen: 
• Reaktor anfahren 
• Aufheizung des Reaktors und Druckaufbau 
• Einleiten des Umleitbetriebs zum Kondensator 
• Speisewasserversorgung und Dampfverbraucher in Betrieb nehmen 
• Weitere Druck- und Leistungssteigerung 
• Anstoßen der Turbine 
• Weitere Drucksteigerung auf Betriebsdruck 
• Synchronisation des Generators 
• Weitere Leistungssteigerung auf Volllast 
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1.2.3 Abfahrbetrieb eines SWRs 
Auch für den Abfahrbetrieb eines SWRs werden prinzipiell die notwendigen Maßnahmen 
vorgestellt. Der Ausgangszustand des Reaktors und der Anlage entspricht dem Volllastbe-
trieb, sprich der Reaktordruck und die -leistung sind auf 100% des Nominalwertes. 
Der Ablauf des Abfahrens setzt sich prinzipiell aus folgenden Schritten zusammen: 
• Leistungsreduzierung mit den Umwälzpumpen 
• Weitere Leistungsreduzierung mit den Steuerstäben 
• Druckabsenkung in mehreren Schritten 
• Weitere Leistungsreduzierung 
• Kaltfahren des Speisewassersystems und der Turbine 
• Abschalten der Turbine und Öffnen der Umleitstation zum Kondensator 
• Abschalten des Reaktors 
• Weitere Druckabsenkung und Schließen der Hauptdampfabsperrventile 
• Inbetriebnahme der Nachwärmeabfuhr im Containment 
1.2.4 Vergleich der Regelung und des Ab- und Anfahrens eines SWRs mit dem 
HPLWR 
Die Reaktorleistungsregelung eines SWRs erfolgt, wie bereits beschrieben, mit den Steuer-
stäben oder im oberen Lastbereich mit den Umwälzpumpen, die den Dampfvolumenanteil 
und somit die Reaktivität einstellen. Da der HPLWR ein Reaktorkonzept mit einem Zwang-
durchlauf ist und bei überkritischem Druck betrieben wird, kann die thermische Leistung nur 
durch die Stellung der Steuerstäbe geregelt werden. 
Für die Reaktordruckregelung können wie beim SWR die Turbinenregelventile verwendet 
werden. Aufgrund des überkritischen Betriebs des HPLWRs wird eine so drastische Abhän-
gigkeit der Reaktivität vom Dampfvolumenanteil im Vergleich zum SWR bei Druckänderun-
gen nicht erwartet. Des Weiteren wirkt sich jede Druckänderung sogleich auf die Förderleis-
tung der Speisewasserpumpen aus, da der HPLWR keine freie Oberfläche im Kern besitzt, 
weshalb der Speisewassermassenstrom stark von der Regelung der Turbinenregelventile 
abhängt. 
Die anderen Komponenten der Leistungsregelung, wie die Turbinendrehzahl-, die Turbinen-
öffnungs- und die Umleitöffnungsregelung könnten ohne größere Änderungen übernommen 
werden, da auch beim HPLWR die Turbine so geregelt werden muss, dass sich durch die 
Turbinendrehzahl und die Generatorfrequenz die passende Netzfrequenz von 50 Hz einstellt. 
Grundlagen der HPLWR-Dampfkreislaufanalyse 
10 
Die Speisewasserregelung des Dampfkreislaufs muss von der Füllstandsregelung auf eine 
Regelung wie beim Zwangdurchlaufkessel umgestellt werden. Während sich im SWR die 
Siedetemperatur aufgrund des im Kern herrschenden Drucks einstellt, muss im HPLWR die 
Reaktoraustrittstemperatur durch einen anderen Regelkreis begrenzt werden. Weil die Reak-
torleistung bereits durch die Steuerstäbe geregelt wird, kann die Reaktoraustrittstemperatur 
nur noch durch Änderung der Drehzahl der Hauptspeisewasserpumpen verändert werden. 
Als nächsten Unterschied zum SWR stellt sich die Regelung der Zwischenüberhitzertempe-
ratur heraus. Der Zwischenüberhitzer beim HPLWR wird mit überkritischen Dampf beauf-
schlagt und überhitzt den mantelseitig strömenden Dampf aus der Hochdruckturbine. Eine 
Flüssigkeitstandsregelung wie beim SWR im Regeltopf des Zwischenüberhitzers zur Einstel-
lung des Massenstroms zum Zwischenüberhitzer ist beim HPLWR aufgrund der Einphasig-
keit des überkritischen Wassers nicht möglich. 
Die Kondensatorfüllstandsregelung eines SWRs muss aus denselben Gründen, wie Vermei-
dung des Überlaufens oder Wahrung einer Mindestzulaufhöhe zu den Kondensatorpumpen, 
für den HPLWR-Dampfkreislauf adaptiert werden. 
Größere Unterschiede müssen sich im Vergleich der Ab- und Anfahrprozesse zwischen 
SWR und HPLWR ergeben. Wie Rechnungen von Behnke et al. [6] gezeigt haben, scheidet 
ein Anfahren des HPLWRs im Gleitdruckbetrieb aufgrund des Erreichens kritischer Siedezu-
stände aus. Somit müssen für den HPLWR andere Anfahr- und Abfahrszenarien als die 
Gleitdruckfahrweise beim SWR entwickelt werden. 
1.2.4.1 Konzepte zum Regeln und Anfahren eines Super LWRs in Japan 
Ausgehend von dem japanischen Konzept eines Super LWRs, der mit überkritischen Wasser 
gekühlt und als SCLWR (Supercritical Light Water Reactor) bezeichnet wird (Oka et al. [89], 
[90], [87], [92], [91], [85]) wurde von Dobashi et al. [24] ein Direkt-Dampfkreislauf für den 
SCLWR entwickelt, wie er bei überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerken üblich ist. Neben 
dieser thermischen Kernvariante wurde als weitere Option ein Kerndesign mit schnellem 
Neutronenspektrum untersucht [55], das als SCFR (Supercritical Light Water Fast Reactor) 
bezeichnet wird. Ausgehend von diesen Arbeiten untersuchten Nakatsuka et al. zum ersten 
Mal die Regelung, den Teillastbetrieb und das Anfahren dieses SCFRs ([78], [79]). 
Regelung: 
Nakatsuka et al. [78] beschreiben, dass für die Regelung das „Turbine-folgt-Reaktor“-Prinzip 
angewendet wird, welches der bereits vorgestellten Regelung beim SWR entspricht. Als wei-
teres Regelungsprinzip nennen Nakatsuka et al. [78] das „Reaktor-folgt-Turbine“-Prinzip. In 
diesem Fall wird die Blockleistung durch die Turbinenregelventile geregelt, während der Re-
aktordruck durch die Reaktorleistung eingestellt wird. Diese Regelungsart hat für den Super 
LWR den Nachteil, dass das System bei schnellen Laständerungen anfälliger für Schwan-
kungen im Frischdampfmassenstrom und den damit verbundenen Schwankungen in der 
Kühlmitteltemperatur ist [78]. Bei einem Zwangdurchlaufsystem, wie dem Super LWR, sind 
die daraus resultierenden Thermospannungen aufgrund des niedrigen Kühlmittelinventars 
höher. Dies bestätigt die Überlegungen, die Regelung eines SWRs auf den Super LWR an-
zuwenden. 
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Mit Analysen [78], die die Reaktivitätsrückwirkung des SCFR-Kerns berücksichtigen, konnte 
gezeigt werden, dass aufgrund der Systemantworten durch die jeweilige Änderung von 
Steuerstabstellung, Speisewassermassenstrom und Turbinenregelventilstellung es am sinn-
vollsten ist: 
• die Reaktorleistung mit den Steuerstäben, 
• den Frischdampfdruck mit den Turbinenregelventilen und 
• die Frischdampftemperatur mit dem Speisewassermassenstrom, sprich den Haupt-
speisewasserpumpen zu regeln. 
Der Volllast-Betrieb wurde dabei so ausgelegt, dass der Dämpfungsgrad, der auch beim 
SWR angewendet wird, unter 0,25 liegt [78]. Weiterhin sollte die Überschwingweite kleiner 
als 15% sein [78]. Oka et al. [86] beschreiben, dass diese Regelung stabil gegenüber Stö-
rungen ist, obwohl das Wasserinventar klein gegenüber einem SWR und der Dampfkreislauf 
ein direkter Kreislauf ist. Der Grund hierfür ist, dass überkritisches Wasser ein einphasiges, 
kompressibles Medium ist und daher Druckstörungen besser ausgleichen kann [50]. 
Die Regelung für einen weiteren japanischen Super LWR, der als SCLWR-H [23] (High 
Temperature Supercritical Light Water Reactor) bezeichnet wird, wurde von Ishiwatari et al. 
([50], [49]) untersucht. Dieses Reaktorkonzept unterscheidet sich von dem SCFR nicht nur in 
der thermischen Leistung, der Reaktoreintritts- und -austrittstemperatur und in dem unter-
schiedlichen Speisewassermassenstrom. Der Kern wurde mit einem thermischen Neutro-
nenspektrum ausgeführt, der Wasserkästen für die zusätzliche Moderation in den oberen 
Kernbereichen besitzt und 76% des Wasservolumens in einem Brennelement beinhalten. 
Es konnte gezeigt werden, dass bei ähnlicher Vorgehensweise zur Bestimmung und Opti-
mierung der Regelung wie bei Nakatsuka et al. [78], das bereits vorgestellte Regelungssys-
tem des SCFRs für den SCLWR-H verwendet werden kann, in welchem die Reaktorleistung 
mit den Steuerstäben, der Frischdampfdruck mit den Turbinenregelventilen und die Frisch-
dampftemperatur mit den Hauptspeisewasserpumpen geregelt wird. Als weitere Option wird 
die Möglichkeit gezeigt, die thermische Leistung mit den Speisewasserpumpen und die 
Frischdampftemperatur mit den Steuerstäben zu regeln. Ishiwatari et al. ([50], [49]) beschrei-
ben jedoch, dass diese Regelungsart ein schlechteres Verhalten zeigte, als das bereits vor-
gestellte. 
Weiterhin wurden für einen weiteren SCFR-Reaktortyp, der als Super Fast Reactor ([83], 
[53], [51]) bezeichnet und bei ähnlichen Parametern wie der SCLWR-H betrieben wird, die 
bestehenden Regelkonzepte [78] von Ishiwatari et al. [52] angepasst. Da der Super Fast 
Reactor ein schnelles Neutronenspektrum benötigt, sind keine Wasserkästen für die Modera-
tion im Kern vorhanden, die als Puffer gegen Temperaturänderungen wirken. Somit ist diese 
Art von Reaktor gegenüber Änderungen empfindlicher, die die Frischdampftemperatur 
betreffen, wie Fluktuationen im Speisewassermassenstrom. Mit einem zusätzlichen Rückfüh-
rungssignal in der bestehenden Frischdampftemperaturregelung, das die Abweichung von 
der Reaktorleistung berücksichtigt, konnten die Schwankungen in der Frischdampftempera-
tur während der Analysen verringert werden. Andere Rückführungssignale, die das Verhält-
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nis Leistung zu Massenstrom oder die Ableitung der Leistung berücksichtigen, erwiesen sich 
als weniger wirksam. 
Teillastverhalten und Anfahren: 
Das Teillastverhalten und das Anfahren eines SCFRs wurde zum ersten Mal von Nakatsuka 
et al. [79] untersucht. Dazu wurde das Kernmodell [78], das für die Bestimmung der Art der 
Regelung und der Regelungsgrößen verwendet wurde, mit einem sehr vereinfachten Dampf-
kreislaufmodell verbunden, das aus Turbine, Kondensator, Hauptspeisewasserpumpen und 
Speisewasservorwärmern bestand und keine geometrischen Daten enthielt. Beispielsweise 
wurden Abzapfungen aus der Turbine und die Regelung von sekundären Systemen, wie der 
Kondensatorfüllstand, noch nicht berücksichtigt. 
Grundsätzlich gibt es zwei Möglichkeiten, Kraftwerke bei Teillast zu betreiben. Die Erste ist 
der Festdruckbetrieb, bei dem der Reaktordruck auf einen konstanten Wert bei Teillast gere-
gelt wird und die andere Möglichkeit ist der Gleitdruckbetrieb, bei dem der Druck nach dem 
Turbinenventil nahezu konstant bleibt. Aufgrund des Kegelgesetzes sinkt im letzteren Fall 
der Reaktordruck bei Teillast, so dass beim Super LWR der Druck von überkritisch auf un-
terkritisch fällt. Der Gleitdruckbetrieb hat den Vorteil, dass der Teillastwirkungsgrad besser 
als beim Festdruckbetrieb ist. Da jedoch Kernkraftwerke vorwiegend die Grundlast versor-
gen, ist der Teillastwirkungsgrad nicht so wichtig. Bedeutendere Unterschiede ergeben sich 
jedoch in der Veränderung des Wärmeübertragungsmechanismus beim Wechsel vom über-
kritischen auf unterkritischen Druck. 
Nakatsuka et al. [79] untersuchten den Lastbereich zwischen 30% und 100% Last im Fest-
druckbetrieb mit Reaktivitätsrückwirkung im Kern. Es konnte gezeigt werden, dass die maxi-
male Hüllrohrtemperatur in diesem Lastbereich bei konstant geregelter Reaktoraustrittstem-
peratur zu niedrigen Lasten hin abnimmt. Es wurde auch festgestellt, dass die Speisewas-
sertemperatur in diesem Lastbereich konstant bleibt. Vergleicht man dies mit den in dieser 
Arbeit vorgestellten Ergebnissen, bei der die HPLWR-Reaktoreintrittstemperatur bei Teillast 
sinkt, so zeigt dies die Limitierung des japanischen Dampfkreislaufmodells, das diesen Effekt 
nicht abbilden kann. 
Weiterhin wurden von Nakatsuka et al. [79] zwei Anfahrprozesse für den SCFR im Festdruck 
und im Gleitdruck im Kern untersucht. Dabei wurden die Anfahrprozesse und die benötigten 
Anfahrkomponenten von überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerken für den Einsatz im 
SCFR angepasst. Das Anfahren im Festdruck bedeutet, dass die nukleare Heizung erst nach 
der Drucksteigerung auf überkritischen Druck angeschaltet wird, während im Gleitdruckan-
fahren die thermische Leistung proportional zur Drucksteigerung erfolgt. 
Das Anfahren im Festdruck benötigt, laut Nakatsuka et al. [79], ein spezielles Anfahrsystem, 
das im Bypass zur Turbine betrieben wird und aus einem Entspanner-Behälter, Druckwider-
standsröhren und einem druckminderndem Ventil besteht, welches den Dampf in den Ent-
spanner-Behälter leitet. Durch die Druckentlastung über die Röhren und das Ventil entsteht 
im Entspanner-Behälter ein Zweiphasengemisch. Aus dem Entspanner-Behälter führen Lei-
tungen in den Kondensator, zur Turbine, zum Speisewasserkessel und zu den Speisewas-
servorwärmern, die das System beim Anfahren vorwärmen. Die Analysen [79] zeigen, dass 
der Dampfkreislauf ohne Probleme angefahren werden kann. 
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Neuere Analysen wurden von Nakatsuka et al. [81] im Jahre 2000 durchgeführt, bei denen 
die Randbedingungen während des Anfahrens neu bewertet und die nötigen Komponenten 
dimensioniert wurden. So soll die Dampfnässe beim Anfahren der Turbine unter 0,1% und 
die maximale Hüllrohrtemperatur unter dem von Kitoh et al. [57] und Dobashi et al. [23] be-
stimmten Wert von 620°C liegen. Für den Entspanner-Behälter ergibt sich, dass er mit Si-
cherheitsmargen 4,2 m im Durchmesser und in der Höhe 4,1 m betragen muss, falls beim 
Anfahren der Turbine die festgelegte Nässe nicht überschritten werden soll [81]. 
Der Vorteil des Festdruckanfahrens im überkritischen Bereich besteht darin, dass Problema-
tiken der Zweiphasenströmung wie Siedekrisen (Dryout, DNB) und Zweiphaseninstabilitäten 
nicht beachtet werden müssen [132]. Dem gegenüber stehen die hohe benötigte elektrische 
Leistung der Speisewasserpumpen und die Wärmeverluste beim Anfahren und die Verwen-
dung von druckreduzierenden Ventilen [132]. 
Im Gegensatz dazu steht das Anfahren im Gleitdruck. Nakatsuka et al. [79] beschreiben prin-
zipiell, dass für diese Art des Anfahrens ein Wasser-Dampf-Abscheider und ein Sammelbe-
hälter für das abgeschiedene Wasser benötigt werden. Der Wasser-Dampf-Abscheider muss 
dabei eine hohe Trenngüte besitzen, da nachgeschaltete Überhitzer wie im Kohlekraftwerk 
nicht vorhanden sind. Zusätzlich kann das System eine Umwälzpumpe oder einen zusätzli-
chen Speisewasservorwärmer enthalten, die das abgeschiedene Wasser zur Speisewasser-
vorwärmung verwenden können. Nicht benötigtes Wasser wird in den Kondensator geleitet. 
Der Vorteil des Gleitdruckanfahrens gegenüber Festdruck ist laut Nakatsuka et al. [79], dass 
die Wärmeverluste, die Anzahl der benötigten Komponenten und die elektrische Speisewas-
serpumpenleistung geringer sind und die Komplexität der Ventilschaltungen vermieden wird, 
was in einem besseren Teillastwirkungsgrad resultiert. Dem gegenüber steht jedoch, dass im 
Reaktorkern ein Dryout beim Anfahren mit erhöhten Hüllrohrtemperaturen in der Post-
Dryout-Region herrscht. In überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerken wird die Hüllrohr-
temperatur daher durch einen Mindestmassenstrom beim Anfahren begrenzt. 
Erste Simulationen für das Gleitdruckanfahren und das Design des benötigten Wasserab-
scheiders wurden im Jahre 2000 von Nakatsuka et al. ([81], [80]) vorgestellt. Es wird gefor-
dert, dass die Kernleistung für einen gegebenen Speisewassermassenstrom und Reaktor-
druck begrenzt werden muss. Der Grenzwert für die thermische Leistung wird aus dem Wert 
abgeleitet, bei dem die Hüllrohrtemperaturen über 620°C steigen ([57], [23]). Nakatsuka et al. 
([81], [80]) führten Parameterstudien für verschiedene Drücke und Reaktoreintrittstemperatu-
ren durch. Es zeigte sich, dass bei niedrigen Drücken der Dryout erst bei hohen Dampfantei-
len mit niedrigen Hüllrohrtemperaturüberhöhungen in der Post-Dryout-Region innerhalb des 
zulässigen Bereichs auftrat. Im Gegensatz dazu wurde bei hohen Drücken ein Dryout schon 
bei niedrigen Dampfanteilen berechnet und die Hüllrohrtemperaturen überstiegen den 
Grenzwert. Dies bedeutet, dass ein Umschalten auf Turbinenbetrieb bei niedrigen Drücken 
und niedrigen Dampfanteilen nur möglich ist, falls der Massenstrom bei einem klein dimensi-
onierten Wasser-Dampf-Abscheider gering bleibt, um die geforderte Dampfgüte zu gewähr-
leisten. Auf der anderen Seite setzen größere Massenströme größere oder mehrere Was-
serabscheider voraus, die somit den Kostenvorteil eines überkritischen Direkt-
Dampfkreislaufs, der normalerweise keine Wasserabscheider bräuchte, schmälern ([81], 
[80]). Als Konsequenz führen Nakatsuka et al. ([81], [80]) eine frühe Druckerhöhung auf      
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25 MPa nach dem Anfahren der Turbinen bei niedrigen Speisewassermassenströmen, nied-
rigem Druck und niedriger Leistung durch: Sie erfolgt bei 28% Speisewassermassenstrom,  
8,3 MPa und 20% thermischer Leistung, bevor die Leistung und der Speisewassermassen-
strom proportional auf Volllast erhöht werden. Weiterhin wurden Studien durchgeführt, bei 
denen der Wasserabscheider im Bypass betrieben wird, um die Wandstärke zu reduzieren. 
Die Analysen zeigten, dass die Konfiguration mit Wasserabscheider und Kondensatbehälter 
in einer Bypassleitung parallel zur Frischdampfleitung im Falle der Materialausdehnung zu 
den niedrigsten Werten führt, verglichen mit anderen Konfigurationen und dem Festdruckan-
fahren. Jedoch ist bei allen untersuchten Anfahrprozessen die Materialausdehnung als ge-
ring zu betrachten [86]. 
Nakatsuka et al. ([81], [80]) beschreiben, dass Experimente gezeigt haben, dass der Wär-
meübertragungskoeffizient unterhalb des kritischen Punktes ein Minimum aufweist, weshalb 
das Überschreiten des kritischen Punktes bei hoher thermischer Leistung zu erhöhten Hüll-
rohrtemperaturen führen kann. Diese Problematik wird durch diese Art des Anfahrens um-
gangen. Das vorgestellte Prinzip ist somit kein Gleitdruckanfahren im wirklichen Sinne, son-
dern ein 2-Stufen-Festdruckanfahren mit der Verwendung von Gleitdruckanfahrkomponen-
ten. 
Die Anfahrzeiten des SCFRs und im Allgemeinen des Super LWRs werden durch die Ther-
mospannungen in dickwandigen Bauteilen wie dem RDB begrenzt. Nakatsuka et al. [79] be-
schreiben, dass Anfahrzeiten wie bei überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerken von 
220°C/h nicht erreicht werden können, da diese Kraftwerke keine dickwandigen Bauteile wie 
ihre Vorgänger die Zwangumlaufkessel besitzen. Daher sind Werte von 45-55°C/h oder ge-
ringer eher realistisch. 
Neuere Analysen für Fest- und Gleitdruckanfahren ohne Reaktivitätsrückwirkung im Kern 
wurden von Yi et al. ([131], [132]) durchgeführt. Zusätzlich wurden für das Gleitdruckanfah-
ren gekoppelte neutronische-thermohydraulische Stabilitätsanalysen während des Anfahrens 
durchgeführt [133], die sich prinzipiell von dem Anfahrszenario ohne Kopplung nicht unter-
scheiden. Die Unterschiede zu Nakatsuka et al. ([81], [80]) bestehen hauptsächlich in Sys-
temanpassungen aufgrund des bereits erwähnten neuen thermischen SCLWR-H-Reaktor-
Designs [23]. Das Anfahrkonzept wurde prinzipiell nicht verändert. Jedoch mussten bei-
spielsweise minimale Speisewassermassenströme und Leistungserhöhungsgradienten dem 
neuen Reaktordesign angepasst werden, um während des Anfahrprozesses Hüllrohrtempe-
raturen von 620°C nicht zu überschreiten. Weiterhin wurde das Design der benötigten Kom-
ponenten für die neuen Randbedingungen verändert. 
Ein komplett anderes Anfahrsystem wird von Yamada et al. [127] für das Anfahren eines 
Super Fast Reactors ([84], [134]) vorgestellt. Der Druckaufbau im Reaktor erfolgt durch ein 
zusätzliches Zwangumlaufsystem, das dem von Wasserrohrkesseln sehr ähnlich ist, bevor 
auf den Nominalbetrieb mit Zwangdurchlauf zu den Turbinen umgeschaltet wird. Das 
Zwangumlaufsystem besteht aus einer Kesseltrommel, Umwälzpumpen und einem Wärme-
tauscher, die sich außerhalb des Containments befinden. Da die Kesseltrommel und das 
Umlaufsystem inklusive Reaktor zum Anfahren vollständig mit Wasser gefühlt sein müssen, 
wird über ein extra benötigtes Einspeisungssystem das System aufgefüllt und danach ein 
gewisses Füllstandslevel durch Abblasen in den Kondensator eingestellt. Dieses Einspei-
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sungssystem wird zusätzlich vor dem Anfahren zur Reaktorreinigung eingesetzt. Danach 
werden Umwälzpumpen eingeschaltet und der Reaktor kritisch gefahren. Bei schrittweiser 
Leistungserhöhung fängt das System zu Sieden an und in der Kesseltrommel, die sich auf 
einer größeren geodätischen Höhe als das restliche System befindet, sammelt sich der 
Dampf. Der maximale Temperaturgradient beträgt dabei 55°C/h. Der Druckaufbau erfolgt 
nun über das Sieden im Kern, während der Füllstand in der Kesseltrommel durch eine Füll-
standsregelung konstant gehalten und überschüssiges Wasser in den Kondensator geleitet 
wird. Gleichzeitig werden die Nieder- und Hochdruck-Speisewasservorwärmer durch die 
Hauptspeisewasserpumpen angewärmt, die in einem geschlossenen System im Kreis pum-
pen, da Thermospannungen im Reaktordruckbehälter beim Umschalten auf Zwangdurchlauf 
vermieden werden sollen. Überschreitet der Systemdruck den kritischen Druck, verschwindet 
die freie Oberfläche in der Kesseltrommel und die Füllstandsregelung wird deaktiviert und 
das Regelventil geschlossen. Der Wärmetauscher kühlt dabei den Dampf auf 280°C herun-
ter, was der Reaktoreintrittstemperatur bei Nominalbetrieb entspricht. Dadurch wird wieder-
um gewährleistet, dass beim Umschalten keine Thermospannungen am Reaktoreintritt auf-
treten. Nach einer weiteren Temperaturerhöhung und Druckerhöhung auf 25 MPa wird ein 
kleiner Bypass parallel zu den Frischdampfgebäudeabsperrventilen geöffnet, der die Frisch-
dampfleitungen bis zur Umleitstation und den Turbinen anwärmt. Danach wird das Umleitsta-
tionsventil geöffnet und die Druckregelung erfolgt nun über den Turbinen-Bypass. Nach wei-
terer Leistungs- und Frischdampftemperatursteigerung werden die Hauptdampfabsperrventi-
le und die Turbinenschnellschlussventile komplett geöffnet, während der Turbinen-Bypass 
wieder geschlossen wird. Die Druckregelung erfolgt nun über das Turbinenregelventil und 
die Turbine wird angefahren. Dadurch kann die Speisewasservorwärmung wieder in Betrieb 
genommen werden und das Anfahr-Zwangumlaufsystem wird vom Reaktor getrennt. Da 
noch keine Versorgung mit Kühlmittel durch die Hauptspeisewasserpumpen zur Verfügung 
steht, wird der Kern mit dem Hilfskühlsystem des Sicherheitssystems [16] gekühlt. Wenn das 
Speisewasser auf Reaktoreintrittstemperatur vorgewärmt wurde, werden die Speisewasser-
gebäudeventile geöffnet und der Kern wieder mit den Hauptspeisewasserpumpen gekühlt. 
Das Hilfskühlsystem wird dabei abgeschaltet. 
Die weitere maximale Leistungssteigung nach Umschalten auf Zwangdurchlauf wurde von 
Cai et al. [16] nach thermischen Gesichtspunkten, wie maximal erlaubte Hüllrohrtemperatur, 
und Stabilität untersucht. 
Die von Yamada et al. [127] durchgeführten Analysen umfassen dabei nur die Phasen „Start 
der nuklearen Heizung“ bis „Anwärmen und Anfahren der Turbinen“, die nicht im Modell ent-
halten sind. Somit ist hier genauso wenig wie in den anderen durchgeführten Studien das 
komplette Kraftwerk während des Anfahrprozesses, des Teillastbetriebs oder im Volllast-
punkt detailliert simuliert worden. 
Das Ziel dieser Arbeit ist daher, den HPLWR-Dampfkreislauf im Volllastpunkt mit vereinfach-
tem Reaktormodel ohne neutronische Rückwirkung zu modellieren und eine entsprechende 
Regelung zu entwickeln, die einen stabilen Teillastbetrieb gewährleistet. Dies erfolgt durch 
die Adaptierung und Veränderung der SWR-Regelung, auch wenn das hier verwendete 
HPLWR-Modell keine neutronische Rückwirkung besitzt. Ein Vergleich mit der Regelung 
eines überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerkes ist trotz ähnlichem Direkt-Dampfkreislauf 
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nicht sinnvoll, da hier verständlicherweise keine neutronischen Rückwirkungen vorhanden 
sind. 
Durch die Modellierung des kompletten Dampfkreislaufs mit all seinen benötigten Kompo-
nenten ist es erstmals möglich eine umfassende Systemanalyse durchzuführen. Dazu gehört 
sowohl die Dimensionierung der einzelnen Komponenten als auch die Erfassung zusätzli-
cher Regelkreise, wie beispielsweise die benötigte Kondensator- und Speisewasservor-
wärmerfüllstandsregelung. Als komplett neue Komponente stellt sich der Zwischenüberhitzer 
heraus, der leicht überhitzten Dampf durch überkritischen Dampf in einem Wärmetauscher 
weiter überhitzt. Die Regelung der Zwischenüberhitzertemperatur ist somit bisher ein Novum, 
da im überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerk die Überhitzung mit Rauchgas und im LWR 
die Regelung des Zwischenüberhitzermassenstroms über einen füllstandsgeregelten Behäl-
ter erfolgt. 
Alle bisher untersuchten Anfahrszenarien wurden ohne Modellierung der jeweiligen Systeme 
oder, wenn überhaupt, nur sehr vereinfacht durchgeführt, womit verständlicherweise nicht 
alle Systemrückwirkungen betrachtet werden konnten und somit zusätzliche Randbedingun-
gen in das System eingebracht werden mussten. Durch die Modellierung des kompletten 
Dampfkreislaufs können diese Randbedingungen eliminiert, beziehungsweise aufgrund der 
Systemrückwirkungen besser verstanden werden. Auch wurden bisher keine Abschalttran-
sienten bis zur kompletten Reaktorabschaltung mit Dampfkreislauf simuliert. Als problema-
tisch werden die maximalen Thermospannungen angesehen, wenn eine Kernabschaltung 
zum Abfahren mit Öffnen des Turbinen-Bypass zum Kondensator durchgeführt wird, da der 
Reaktor nun aufgrund der fehlenden Speisewasservorwärmung mit kaltem Wasser geflutet 
wird. Zusammengefasst konnten bei den bisherigen Anfahrszenarien folgende Vor- und 
Nachteile festgestellt werden: 
Festdruckanfahren: 
+++ kein Dryout aufgrund überkritischen Drucks 
+++ kein DNB aufgrund überkritischen Drucks 
+++ keine Zweiphaseninstabilitäten aufgrund überkritischen Drucks 
- hohe elektrische Leistung der benötigten Speisewasserpumpen 
- Wärmeverluste beim Anfahren 
-- großer Entspanner-Behälter 
-- komplexe Ventilschaltung 
 
Gleitdruckanfahren: 
++ geringere Anzahl benötigter Komponenten 
++ geringere Komplexität der Ventilschaltung 
+ geringere Wärmeverluste 
+ niedrigere elektrische Leistung der benötigten Speisewasserpumpen 
-- kein richtiges Gleitdruckanfahren, da thermische Leistung nicht proportional zum 
Systemdruck ist („Zwei-Stufen-Festdruckanfahren“) 
-- hohe Anforderung an Wasserabscheider-Trenngüte 
--- Problematik der Zweiphasenströmung (DNB, Dryout, Zweiphaseninstabilitäten) 
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Zwangumwälzanfahren: 
++ geringere Komplexität 
+ geringere Wärmeverluste 
+ niedrige elektrische Leistung der benötigten Umwälzpumpen 
- Reaktorreinigungssystem für Anfahrprozess erforderlich 
-- größere Anzahl der benötigten Komponenten 
--- Problematik der Zweiphasenströmung (DNB, Dryout, Zweiphaseninstabilitäten) 
---- Durchdringung des Containments und somit der 4. Barriere durch weitere Anfahrlei-
tungen 
 
Aus der Gegenüberstellung der Vor- und Nachteile scheidet das System mit der Zwangum-
wälzung aus, da die Durchdringung mit zusätzlichen Leitungen dem Barrieren-
Sicherheitsprinzip von LWR widerspricht. Auch das Gleitdruckanfahren, das hier als „Zwei-
Stufen-Festdruckanfahren“ betrieben wird, ist durch die Zweiphasenströmung mit seiner ein-
hergehenden Problematik nicht für den HPLWR geeignet, auch wenn die Anzahl der Kom-
ponenten und die geringen Wärmeverluste wünschenswert wären. Somit bleibt nur noch das 
Festdruckanfahren mit seinen bereits beschriebenen Nachteilen. 
Aufgrund dieser Gegebenheiten beim Ab- und Anfahren wird für den HPLWR ein kombinier-
tes Ab- und Anfahrsystem entwickelt, das im Festdruck betrieben wird und den kompletten 
Dampfkreislauf beinhaltet. Die identifizierten Nachteile des Festdruckbetriebs werden durch 
Adaptierung der Systeme vom Gleitdruckanfahren verbessert. 
Daher werden für den HPLWR Dampfkreislauf folgende Teilbereiche im Kapitel 3 untersucht: 
• Modellierung des kompletten HPLWR Dampfkreislaufs und seiner Komponenten mit 
dem kommerziellen Systemcode APROS und Validierung der Modellgüte mit dem 
kommerziellen Systemcode IPSEpro. 
• Entwicklung einer Regelung für den stabilen Festdruckbetrieb bei Volllast und bei 
Teillast zwischen 50% und 100% und die dazugehörigen Analysen. 
• Entwicklung eines kombinierten Ab- und Anfahrsystems, das im Festdruck betrieben 
wird, und die dazugehörigen Analysen. 
1.3 High Performance Light Water Reactor (HPLWR) - ein Reaktorkonzept der 
4. Generation 
Der HPLWR ist der europäische Beitrag in der Super LWR-Forschung. Er wird mit überkriti-
schem Wasser gekühlt und moderiert und hat dieselben Vorteile wie schon allgemein für den 
Super LWR beschrieben wurde: 
• Einphasiges Kühlmedium im Reaktor 
• Erhöhte Sicherheit da keine Zweiphasenströmung mit DNB- und Dryout-Problematik 
• Verwendung von LWR Sicherheitskriterien aufgrund ähnlicher LWR Sicherheitssys-
teme 
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• Kompaktes Reaktordesign (ohne Dampfabscheider und Dampftrockner eines SWRs) 
• Kompaktes Containment aufgrund kleinerem Reaktordruckbehälter und fehlenden 
Dampferzeugern 
• Vereinfachter Dampfkreislauf wegen Zwangdurchlauf und direkter Zuführung zur Tur-
bine (kein Dampferzeuger, Druckhalter und Kühlmittelumwälzpumpen eines DWRs) 
• Kleinere Kreislaufkomponenten wie Turbinen aufgrund hoher spezifischer Enthalpie 
am Reaktoraustritt 
• Hoher Thermischer Nettowirkungsgrad (~44%) mit Reduzierung der Brennstoffkosten 
• Möglichkeiten auf die jahrelangen Erfahrungen beim Betrieb und Bau von LWR und 
überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerken zurückzugreifen 
 
Aufgrund der Möglichkeiten, die Kapitalkosten durch Verkleinerung, beziehungsweise Weg-
fallen von Systemkomponenten zu senken, stellt der HPLWR eine Option dar, die nukleare 
Energieerzeugung im Hinblick auf den Wettbewerb mit überkritischen, fossil befeuerten 
Kraftwerken wieder konkurrenzfähig zu machen. Die erwarteten Kapitalkosten werden daher 
etwa auf 1000€ pro Kilowatt installierter elektrischer Leistung geschätzt, während die Strom-
gestehungskosten 3 bis 4 Eurocents pro Kilowattstunde betragen sollen [12]. 
Ähnlich dem von Oka et al. [93] beschrieben SCLWR-H tritt überkritisches Wasser bei einem 
Druck von 25 MPa und einer Speisewassertemperatur von 280°C in den HPLWR ein und 
wird auf 500°C aufgeheizt [104]. Wie bereits beschrieben, ist überkritisches Wasser ein ein-
phasiges Medium, das sich bei Temperaturen unterhalb der kritischen Temperatur wie Was-
ser und Temperaturen oberhalb der kritischen Temperatur wie Dampf verhält. Der kritische 
Punkt von Wasser liegt bei 22,1 MPa und 374°C. Als pseudokritischer Punkt von Wasser 
werden derjenige überkritische Druck und diejenige Temperatur definiert, bei denen die spe-
zifische Wärmekapazität maximal ist. Da sich die Wassereigenschaften, wie Dichte, dynami-
sche Viskosität und die spezifische Wärmeleitfähigkeit beim Überschreiten des pseudokriti-
schen Punktes im HPLWR bei der Aufheizung sehr stark ändern, beträgt beispielsweise die 
Kühlmittelaustrittsdichte nur noch ein Viertel oder ein Siebtel des Wertes beim SWR, bezie-
hungsweise DWR. 
Aufgrund des hohen Drucks von 25 MPa und der hohen Reaktoraustrittstemperatur von 
500°C kann als Hüllrohrmaterial kein Zircaloy, wie es bei LWR üblich ist, verwendet werden, 
da es bei über 400°C eine zu niedrige Standfestigkeit besitzt [86]. Somit sind als Kandidaten 
momentan nur Werkstoffgruppen denkbar, die bei den hohen Einsatzbedingungen noch eine 
ausreichende Festigkeit besitzen. Im Folgenden sind das die austenitischen Edelstähle, ferri-
tisch-martensitische Stähle, ODS, Nickel-Basislegierungen und Titanlegierungen. Der lang-
fristige Einsatz im korrosiven überkritischen Wasser muss aber erst durch Materialexperi-
mente untersucht werden, bevor ein Hüllrohrmaterial endgültig festgelegt werden kann. 
Aus der Sicht der Thermohydraulik ist der Mechanismus für die Verschlechterung des Wär-
meübergangs bei Verwendung von überkritischem Wasser als Kühlmittel noch immer nicht 
ganz verstanden, weshalb weiterhin Experimente und CFD-Simulationen durchgeführt wer-
den müssen. Jedoch kann festgehalten werden, dass die Verschlechterung des Wärme-
übergangs keine so drastische Wandtemperaturüberhöhung erzeugt, wie ein DNB bei unter-
kritischen Drücken und der verschlechterte Wärmeübergang stromabwärts verschwindet 
[86]. 
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Die starken Eigenschaftsänderungen bei der Aufheizung, die Auswahl passender Werkstoffe 
und die speziellen Wärmeübertragungsmechanismen stellen trotz der augenscheinlichen 
Vorteile bei der Verwendung von überkritischem Wasser als Kühlmittel große Herausforde-
rungen an das Design des Reaktors. Mögliche HPLWR-Reaktordesigns werden von Schu-
lenberg et al. [106] vorgestellt. Das neuste HPLWR-Design wird von Koehly et al. [61] be-
schrieben. Von diesen wird das von Fischer et al. ([31], [30]) untersuchte Reaktordesign in 
dieser Arbeit verwendet und im Folgenden näher erläutert. Dieses Design zeichnet sich 
durch seine dreifache Aufheizung des Kühlmittels im Kern aus. 
1.3.1 Das 3-Pass-Kern-Konzept des HPLWRs 
Abb. 1-2 zeigt das Reaktordesignkonzept des HPLWRs, das von Schulenberg et al. [104] 
vorgestellt wurde. Es beinhaltet einen thermischen Kern, in welchem überkritisches Wasser 
bei einem Reaktoreintrittsdruck von 25 MPa von 280°C Reaktoreintrittstemperatur auf 500°C 



























































Abb. 1-2 3-Pass-Kern-Konzept des HPLWRs nach Schulenberg et al. [104]. 
Der Grund für das 3-Pass-Kern-Konzept besteht in der Minimierung der Spitzentemperaturen 
der Hüllrohre. Denn bei einer Aufheizung in nur einem einzelnen Schritt von mehr als 2000 
kJ/kg könnten Hüllrohrtemperaturen in den heißesten Unterkanälen im Kern entstehen, die 
weit über den technisch realisierbaren Limits lägen. Der Enthalpieanstieg in einem DWR 
beträgt im Vergleich zum HPLWR nur ein Zehntel. 
Die Idee des 3-Pass-Kerns beruht auf der Konstruktion von überkritischen, fossil befeuerten 
Kesseln, in denen das Wasser zuerst in einem Economizer vorgewärmt und vorgemischt und 
dann in dem Verdampfer über die pseudokritische Temperatur erhitzt wird. Anschließend 
wird das nun dampfartige, überkritische Wasser durchmischt, um die Temperaturunterschie-
de, die in den Brennelementen aufgrund unterschiedlicher Leistungsverteilungen oder Ferti-
gungsungenauigkeiten auftreten können, zu homogenisieren. Die abschließende Überhit-
zung auf Temperaturen von etwa 500°C erfolgt in den beiden Überhitzern mit dazwischen 
liegender Durchmischung. 
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In Anlehnung an das Konzept der überkritischen, fossil befeuerten Kessel werden die Auf-
heizstufen im HPLWR Verdampfer, Überhitzer 1 und Überhitzer 2 genannt. Aufgrund von 
Wärmeverlusten im Kern wird das Kühlmittel in seiner Funktion als Moderatorwasser vom 
Reaktoreintritt auf seinem Weg in die aktive Zone des Kerns auf 310°C vorgewärmt. Es 
strömt nach seinem Eintritt in den Kern im Verdampfer nach oben und wird über die pseudo-
kritische Temperatur erhitzt und in der oberen Mischkammer auf 390°C homogenisiert. Im 
Überhitzter 1 wird die Temperatur weiter auf 433°C gesteigert, wieder vermischt, und in der 
letzten Stufe, dem Überhitzer 2, auf 500°C Reaktoraustrittstemperatur überhitzt. 
Die Leistungsverteilung in den drei Kernbereichen wird so gewählt, dass die Hüllrohrtempe-
raturen selbst für die heißesten Unterkanäle nicht das Materiallimit und die lineare Brenn-
stableistung, ähnlich wie bei SWR und DWR, nicht den maximalen Wert von 39 kW/m über-
schreiten. Das Kriterium für die maximale Hüllrohrtemperatur wird so gewählt, dass keine 
unzulässige Oxidation, Korrosion oder Kriechen auftritt. In überkritischen Kohlekraftwerken 
werden Ni-Basiswerkstoffe in den Überhitzern als Rohrmaterial eingesetzt, wo Kühlmittel-
temperaturen über 650°C herrschen [86]. Die Hüllrohrtemperaturen sind dort nochmals hö-
her als im HPLWR. Ehrlich et al. [25] schlagen als Materiallimit für den stationären Betrieb 
620°C gegen Kriechen für austenitische Edelstähle vor. Schulenberg et al. [104] verwenden 
dieses Materiallimit zur Auslegung des 3-Pass-Kerns. 
Für die heißesten Unterkanäle im Kern, im Folgenden nur noch Heißkanäle genannt, schät-
zen Schulenberg et al. [104] eine doppelte Aufheizung gegenüber ihren nominalen Unterka-
nälen ab, die eine einfache Aufheizung erfahren. Dieser Heißkanalfaktor von 2 berechnet 
sich aus der Multiplikation mehrerer Teilfaktoren, die im Folgenden näher betrachtet werden: 
• Ein radialer Formfaktor von 1,25, der die Unterschiede in der Leistungsverteilung in 
den Brennelement-Clustern und in der Massenstromdichte im Kern berücksichtigt. 
Diese Unterschiede können mehrere Ursachen besitzen, wie Brennstoffzusammen-
setzung und -verteilung, Verteilung der Wasserdichte, Größe und Verteilung der Un-
terkanäle, Neutronenleckage und Reflektoreigenschaften, Abbrandeffekte, Rückwir-
kungen aufgrund der Steuerstabposition oder Rückwirkungen aufgrund der Anwe-
senheit von Abbrandgiften. 
• Ein lokaler Verstärkungsfaktor von 1,15, der mit dem Brennelementformfaktor multip-
liziert werden muss, um den heißesten Unterkanal im heißesten Brennelement abzu-
bilden. Diesem Faktor liegen dieselben möglichen Leistungsunterschiede in einem 
Brennelement zu Grunde wie der radiale Formfaktor für den Kern. 
• Ein axialer Formfaktor, welcher für die Bestimmung der Oberflächentemperatur des 
Hüllrohrs benötigt wird, jedoch keinen Anteil für die Enthalpieerhöhung liefert. 
• Ein Unsicherheitsfaktor von 1,2, der alle möglichen Unsicherheiten beim Kerndesign 
berücksichtigt, wie Materialunsicherheiten, Fluideigenschaften, Unsicherheiten bei 
der Modellierung der Neutronenphysik und der Thermohydraulik, Wärmeübertra-
gungsunsicherheiten, Unterschiede in der Eintrittstemperaturverteilung, Herstellungs-
toleranzen, Materialdeformationen oder Messunsicherheiten in den angewandten 
Messsystemen. 
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• Ein weiterer Faktor von 1,15, der die Abweichungen während des Kraftwerkbetriebs, 
wie Transienten aufgrund der Leistungs-, Temperatur- und Druckregelung, berück-
sichtigt. 
Die Anzahl der Brennelement-Cluster beträgt 52 für jede Aufheizstufe [104]. Diese sind im 
HPLWR-Kern in Abb. 1-3 wie folgt angeordnet. Im zentralen Teil des Kerns befinden sich die 
Verdampfer-Brennelement-Cluster, in denen das Kühlmittel nach oben strömt. Um den Ver-
dampfer sind die weiteren 52 Brennelement-Cluster des Überhitzers 1 angeordnet, in denen, 
wie schon bereits erwähnt, das Kühlmittel nach unten strömt. Zu guter letzt schließen sich in 
den Außenbereichen des Kerns die letzten 52 Brennelement-Cluster des Überhitzers 2 an. 
Diese Anordnung hat den Vorteil, dass dort, wo die höchsten Kühltemperaturen herrschen, 





Abb. 1-3 Anordnung der Brennelement-Cluster in den drei Aufheizstufen im HPLWR-
Kern (Viertelschnitt) nach Schulenberg et al. [104]. 
Aufgrund der starken Variation der Dichte während der Aufheizung ist vor allem in den obe-
ren Kernbereichen eine ausreichende Moderation der Neutronen notwendig. Daher werden 
die Brennelemente mit einem Kasten umschlossen, um zusätzliches kaltes Moderatorwas-
ser, das nun in dem resultierenden Spalt zwischen den Brennelementen fließt, zur Verfügung 
zu stellen. Ein ähnliches Konzept wird in heutigen SWR-Brennelementen angewandt. Die 
Spaltweite zwischen den Brennelementen ist jedoch kleiner im Vergleich zum SWR-
Brennelement. Ferner wurde die Moderation zusätzlich in Form von Wasserkästen in den 
Brennelementen erhöht. 
Aufgrund der Dichteunterschiede im Verdampfer können Dichtewellenoszillationen entste-
hen. Durch Blenden am Brennelementeintritt kann das System gegen derartige Strömungs-
instabilitäten ausgelegt werden. Ortega-Gomez [94] berechnete den dazu benötigten Blen-
dendurchmesser und führte Stabilitätsanalysen für den HPLWR-Kern durch. 
Nach den ersten Analysen von Cheng et al. [19], die quadratische Brennelemente vorschlu-
gen, welche eine homogenere Aufheizung als hexagonale Brennelemente besitzen sollen, 
stellten Hofmeister et al. ([43], [44]) ein erstes Brennelement-Konzept für den HPLWR vor. 
Es besteht aus 40 Brennstäben in einer 7 x 7 Anordnung, die von einem quadratischen 
Brennelementkasten umschlossen werden. Der benötigte quadratische Wasserkasten befin-
det sich in der Mitte des Brennelementes und ersetzt die neun Brennstäbe im Brennelement-
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Zentrum. Das Moderatorwasser fließt in den Spalten um die Brennelementkästen und in den 
Wasserkästen nach unten, während das Kühlmittel im Verdampfer und im Überhitzer 2 nach 
oben, beziehungsweise im Überhitzer 1 nach unten strömt. Als Abstandshalter für Brennstä-
be untersuchten Himmel el al. [41] die Möglichkeit, Drahtwendeln zu verwenden. Diese ha-
ben den Vorteil, dass sie der Strömung in den Unterkanälen einen Drall aufprägen und somit 
das Mischen des Kühlmittels mit anderen Unterkanälen unterstützen. Dies zeigten Simulati-
onen, die von Himmel et al. [40] durchgeführt wurden. 
Herbell et al. [38] untersuchten die Möglichkeit, die Aufheizung des im Wasserkasten flie-
ßenden Wassers und das den Brennelementkasten umgebenden Spaltwassers durch Ho-
nigwabenbauweise der Kästen mit integriertem Isolator zu verringern, da eine gleichmäßige 
Moderation die radiale Leistungsverteilung verbessert. Weiterhin wurden in [38] mechani-
sche Analysen des Brennelementkastens in Sandwich-Bauweise durchgeführt, die die ersten 
Analysen von Himmel et al. [42] für einen Brennelementkasten aus Edelstahl ergänzen. 
Da zusätzliches Strukturmaterial im Kern zu einer erhöhten Neutronenabsorption und somit 
zu einer höher benötigten U-235 Anreicherung führt, optimierten zusätzlich Hofmeister et al. 
[43] das Brennelement-Konzept hinsichtlich der Minimierung des benötigten Strukturmateri-
als. Das Ergebnis war ein kleines Brennelement mit knapp 70 mm Kantenlänge, das jedoch 
aufgrund seiner Größe bei der Kraftwerksrevision, bei der Kernneubeladung oder beim Um-
setzten der Brennelemente nur schwer zu hantieren ist. Aus diesem Grund schlugen Hof-
meister et al. [43] die Zusammenlegung von neun Brennelementen in einem 3 x 3 Cluster 
vor. Diese besitzen jeweils ein gemeinsames Kopf- und Fußstück, die in Abb. 1-3 durch ei-
nen schwarzen Kreis über neun Brennelementen dargestellt sind. 
Das Kopfstück wurde von Hofmeister et al. [44] so konzipiert, dass die Steuerstäbe, die die 
Leistung regeln und im Notfall den Kern abschalten sollen, von oben in den Brennelement-
Cluster und in die Wasserkästen einfahren können. Da das Kopfstück rund ausgeführt und 
der Cluster quadratisch angeordnet ist, ist kein direkter Zugang zu den vier äußeren Brenn-
elementen vorhanden, so dass dort keine Steuerstäbe eingebracht werden können. Die fünf 
verbleibenden Stäbe werden zu einer so genannten Steuerstabspinne verbunden, die wei-
terhin mit anderen Steuerstabspinnen als Steuerstabbänke gleichzeitig verfahren werden 
können. 
Das Design des Reaktors und seiner Einbauten für die 3-Pass-Kern-Konfiguration wurden 
von Fischer et al. [30] durchgeführt. Eine erste Messinstrumentierung für die Neutronen-
flussdichte und die Brennelement- und Reaktoraustrittstemperatur wurden von Koehly et al. 
[59] vorgeschlagen. Die Brennelemente mit den Kopf- und Fußstücken sind in Abb. 1-4 wie 
folgt im Reaktor integriert. Beispielhaft sind nur jeweils ein Brennelement-Cluster für Ver-
dampfer, Überhitzer 1 und Überhitzer 2 dargestellt. 
Die Kopf- und Fußstücke stecken jeweils im Dampf-, beziehungsweise Mischplenum. Diese 
sind durch Trennbleche in zwei Zonen aufgeteilt, um die 3-Pass-Kern-Strömungsführung zu 
realisieren. Im zentralen Bereich des unteren Mischplenums werden die einzelnen Kühlmit-
telströme (in Abb. 1-4 blau gekennzeichnet) gemischt, bevor sie in die Verdampfer-Cluster 
eintreten, während im äußeren Bereich des unteren Mischplenums die Überhitzer 1- und 
Überhitzer 2-Cluster stecken. Der innere Bereich des Dampfplenums beinhaltet die Kopfstü-
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cke von Verdampfer und Überhitzer 1, während im äußeren Bereich nur die Kopfstücke von 
Überhitzer 2 stecken. Wank et al. ([125], [124]) führten Untersuchungen durch, um die Ver-



















Abb. 1-4 HPLWR-3-Pass-Kern mit seinen Einbauten und Strömungsführung [30]. 
Um die aktive Zone des Kerns ist ein Stahlreflektor angeordnet, der die Neutronenleckage 
aus dem Kern abmildern und somit den Neutronenfluss in den äußeren Kernbereichen erhö-
hen soll. Weiterhin kann dadurch die Bestrahlung und somit die Materialschwächung des 
Reaktordruckbehälters herabgesetzt und seine Betriebsdauer erhöht werden. Eine mechani-
sche Analyse des Reaktordruckbehälters wurde von Fischer et al. [29] durchgeführt. 
Aufgrund der thermischen Materialausdehnung während des Leistungsbetriebs sind alle Ein-
bauten mit dem zylindrischen Kernbehälter verbunden, der als einziger eine feste Verbin-
dung mit dem Reaktordruckbehälter besitzt und somit eine unabhängige Wärmedehnung der 
anderen Einbauten erlaubt. Die Steuerstäbe mit ihren Steuerstabspinnen, die von oben in 
den Kern einfahren, werden oberhalb des Dampfplenums durch die Steuerstabführungsrohre 
in ihrer Position geführt. Oberhalb des Reaktordruckbehälters befindet sich der Deckel, der 
mit Schrauben und Muttern den Reaktordruckbehälter verschließt, während die Dichtheit mit 
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zwei redundanten O-Ringen sichergestellt wird. Zusätzlich beinhaltet der Deckel die Steuer-
stabdurchführungen für jede Steuerstabspinne. 
Die Dimensionen des Reaktordruckbehälters ergeben sich nun aus der benötigten Länge der 
Brennstäbe und der maximalen Länge der ausgezogenen Steuerstäbe und dem minimalen 
benötigten Außendurchmesser, der sich aus dem Kern, dem Stahlreflektor und der Dicke 
des Reaktordruckbehälters zusammensetzt. Die Gesamthöhe des HPLWR-Reaktordruck-
behälters beträgt somit 14,3 m, während der innere Durchmesser sich zu 4,47 m mit einer 
Wandstärke von 45 cm im zylindrischen Teil berechnet [30]. 
Im Folgenden sei nun die Strömungsführung im Kern in Abb. 1-4 genauer beschrieben. 
Speisewasser strömt durch vier am Umfang angeordnete Eintrittsstutzen in den Reaktor-
druckbehälter ein. 25% dieses Wassers soll für die zusätzliche Moderation im Kern dienen 
und durch die Spalte zwischen den Brennelementkästen und durch die Wasserkästen in den 
Brennelementen fließen. Dazu muss es zuerst zwischen Reaktordruckbehälter und Kernbe-
hälter nach oben fließen und kühlt dabei den Reaktordruckbehälterdeckel. Von dort fließt es 
um und durch die Steuerstabführungsrohre, bevor dieses Wasser wiederum auf den Spalt 
und die Wasserkästen verteilt wird. Zwei Drittel werden durch Verbindungsrohre durch das 
heiße Dampfplenum geleitet und fließen als Spaltwasser zwischen den Brennelementkästen 
nach unten. Der Rest fließt durch die Wasserkästen und wird über ein Kanalsystem in den 
Fußstücken nach außen in den Spaltraum geleitet, wo es sich mit dem Spaltwasser ver-
mischt. Anschließend strömt das Spalt- und Moderatorkastenwasser durch Löcher im Zent-
rum des unteren Mischplenums in die mittlere Mischkammer. 
Der Rest des Kühlmittels (75%) wird zwischen Reaktordruckbehälter und Kernbehälter als 
Ringspaltwasser nach unten geleitet. Dabei schirmt es den Reaktordruckbehälter vom heiße-
ren Kernbehälter ab. Danach strömt es durch Bohrungen in die mittlere Mischkammer des 
unteren Plenums und vermischt sich mit dem heißeren Spalt- und Moderatorwasser. Auf-
grund der Wärmeverluste aus den Brennelementen wird das nun vermischte Kühlmittel auf 
310°C aufgewärmt, bevor es von der mittleren Mischkammer in die Verdampfer-
Brennelemente eintritt. 
Daraufhin erfolgt die Aufheizung des Kühlmittels in drei Stufen mit Homogenisierung der 
Kühlmitteltemperatur nach jeder Stufe in den jeweiligen Mischkammern, bevor es den Kern 
mit einer mittleren Temperatur von 500°C durch vier Auslassstutzen verlässt. Diese befinden 
sich unterhalb der Einlassstutzen und in einer 45° Verschiebung dazu. Um den Reaktor-
druckbehälter vor zu hohen Thermospannungen aufgrund des Temperaturgradienten zwi-
schen Reaktordruckbehälter und Auslassstutzen zu bewahren, sind diese als koaxiale Rohre 
ausgeführt, in denen in der Mitte der heiße Dampf und außerhalb das Wasser aus dem Ring-
spalt fließt. Dadurch ist gewährleistet, dass der Reaktordruckbehälter immer mit kaltem 
Wasser umflossen wird. Analysen von Foulon et al. [32] bestätigten die Machbarkeit dieses 
Konzepts. 
Aufgrund von Strömungsinstabilitäten des Moderatorwassers wurde später die Strömungs-
führung des Moderatorwassers von Koehly et al. [60] geändert, was jedoch in die hier durch-
geführten Analysen nicht mehr mit einging. 
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1.3.2 Der Dampfkreislauf des HPLWRs 
Der erste Ansatz für den Dampfkreislauf des HPLWRs wurde von Bittermann et al. [13] vor-
gestellt. Sie schlugen einen direkten, überkritischen Dampfkreislauf mit einer Frischdampf-
temperatur von 508°C bei 25 MPa am Reaktoraustritt vor. Es konnte mit dieser Konfiguration 
ein Netto-Wirkungsgrad von 43,9% bei einer Brutto-Generatorleistung von 1000 MWel er-
reicht werden. Dieser Ansatz basierte auf dem Design eines überkritischen Dampfkreislaufs 
von Dobashi et al. [24], dessen ökonomisches Potential von Tanaka et al. [116] identifiziert 
wurde. Erste Verbesserungen des von Bittermann et al. [13] vorgestellten Konzepts wurden 
von Schlagenhaufer et al. [100] durchgeführt und von Brandauer et al. [14] ergänzt, was zum 
aktuellen HPLWR-Dampfkreislauf führte. 
Weiterhin analysierten Herbell et al. [39] den Turbosatz des HPLWR-Dampfkreislaufs mit 
den Randbedingungen von Brandauer et al. [14]. So konnte festgestellt werden, dass die 
Turbinentechnologie von überkritischen, fossil befeuerten Kraftwerken auf das HPLWR-
Projekt angewendet werden kann. Die Analysen zeigten, dass der HPLWR-Turbosatz aus 
einer doppelflutigen HD-Turbine (Hochdruck), einer doppelflutigen MD-Turbine (Mitteldruck) 
und einer sechsflutigen ND-Turbine (Niederdruck) besteht. Das Potential liegt dabei in der 
Umstellung des Turbosatzes von halbtourig auf volltourig, was einer Größenreduzierung der 
ND-Turbine um 50% gegenüber einem 1400MWel-Referenz-SWR-Turbo-Generator-Satzes 
entspricht. Die Größe der MD-Turbine konnte ebenfalls verkleinert werden, während die dop-
pelflutige HD-Turbine für die Anwendung im HPLWR-Dampfkreislauf neu entwickelt werden 
muss. Nichtsdestotrotz rechnen Herbell et al. [39] mit einer Kostenersparnis von 60-70% 
gegenüber einem Turbo-Generator-Satzes eines SWRs mit vergleichbarer Leistung. 
Ausgehend von den Untersuchungen von Herbell et al. [39] wurde ein erstes Zwischenüber-
hitzer-Design-Konzept vorgestellt, das zwei parallele Zwischenüberhitzer vorsieht [37]. In 
den vertikalen Rohren wird der überkritische Frischdampf einer nach unten gerichteten 
Pseudo-Kondensation unterzogen, während der Dampf aus der HD-Turbine mantelseitig 
überhitzt wird. Der Wärmetauscher wurde so ausgelegt, dass der kleinste Temperaturab-
stand zwischen kalter und warmer Seite 20 K beträgt. Strömungsinstabilitäten konnten selbst 
für eine horizontale Variante ausgeschlossen werden. 
Nachfolgend ist in Abb. 1-5 ein vereinfachter Schaltplan des aktuellen HPLWR-Dampf-
Wasserkreislaufs nach Brandauer et al. [14] mit den wichtigsten thermodynamischen Ergeb-
nissen dargestellt, der für diese Arbeit verwendet wird. Der Plan wurde laut DIN Norm 2481 
[22] erstellt. Für das bessere Verständnis wurde auf die Darstellung mehrerer paralleler 
Pumpen verzichtet. Der Kreislauf wurde mit dem kommerziellen Systemcode IPSEpro [46] 
für den Volllastfall modelliert und optimiert. Damit ergeben sich für den Volllastpunkt folgende 
Betriebsbedingungen: 







































Abb. 1-5 Schaltplan des Dampf-Wasserkreislaufs des HPLWRs 
Überhitzter Dampf verlässt den Reaktor mit einer Temperatur von 500°C und bei einem 
Druck von 24 MPa. Der Gesamtmassenstrom beträgt 1179 kg/s. Bevor der Dampf in die HD-
Turbine eintritt, wird ein Teil davon zur Zwischenüberhitzung in den Gegenstrom-Zwischen-
überhitzer geleitet. Der meiste Dampf jedoch (82,2 % des Gesamtmassenstroms) wird in der 
HD-Turbine knapp über die Taulinie expandiert und erreicht die kalte Seite des Zwischenüb-
erhitzers mit einer Temperatur von 260,2°C bei 4,25 MPa Druck. Wegen der Turbinenanzap-
fung in der HD-Turbine, welche zur Vorwärmung des HD-Speisewasservorwärmers benötigt 
wird, hat sich der Massenstrom am kalten Zwischenüberhitzereintritt auf 824 kg/s verringert. 
Dort wird der Dampf mit dem vorher abgezweigten Dampf aus dem Reaktor (494°C;        
22,6 MPa; 209,5 kg/s) auf 441°C zwischenüberhitzt und dann in der MD- und ND- Turbine 
endgültig auf 32,9°C bei einem Druck von 5 kPa expandiert. Der Dampfgehalt beträgt hierbei 
0,85. 
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Im Kondensator wird der Dampf durch die Hauptwärmesenke zuerst kondensiert und das 
entstehende Kondensat anschließend leicht unterkühlt. Der Gesamtmassenstrom des Kühl-
kreislaufs der Hauptwärmesenke beträgt hierbei 29433 kg/s, damit sich das 15°C kalte Kühl-
wasser auf maximal 25°C aufheizt. Die für diesen Kreislauf benötigten Kühlwasserpumpen 
verbrauchen 2603 kWel. Das Speisewasser verlässt anschließend den Kondensatorsumpf 
mit einer Temperatur von 31,1°C, wo es zuvor mit dem Kondensat aus dem ersten ND-
Speisewasservorwärmer VW 7 vermischt wurde. Bevor das Speisewasser die ND-Speise-
wasservorwärmer durchströmt, wird der Druck auf 1,35 MPa durch die Kondensatpumpen 
erhöht, welche dazu eine Leistung von 1228 kWel benötigen. In den drei darauffolgenden 
ND-Speisewasservorwärmern wird das Speisewasser auf 135°C vorgewärmt und in den 
Speisewasserkessel geleitet. Die Vorwärmung erfolgt mit den Turbinenanzapfungen der ND-
Turbine. Das Speisewasser verlässt den Speisewasserkessel wieder mit einer Temperatur 
von 155,57°C aufgrund der höheren Temperatur des zugemischten Kondensats der HD-
Speisewasservorwärmer und der Turbinenanzapfung der MD-Turbine. Der Druck des Spei-
sewassers wird nach dem Verlassen des Speisewasserkessels auf 26,7 MPa durch die        
4 x 33% Hauptspeisewasserpumpen erhöht, welche hierzu eine Gesamtleistung von           
42 MWel benötigen. 
T  s  Diagramm








































Abb. 1-6 HPLWR- und SWR-Dampf-Wasserkreislauf im T-s-Diagramm 
In den nächsten vier HD-Speisewasservorwärmern wird das Speisewasser auf 280°C Reak-
toreintrittstemperatur unter Zuhilfenahme von mehreren HD- und MD-Turbinenanzapfungen 
und dem Restdampf aus dem Zwischenüberhitzer erwärmt. Der Reaktoreintrittsdruck verrin-
gert sich aufgrund von Rohrreibungs- und Komponentendruckverlusten auf 25 MPa. Mit ei-
ner thermischen Reaktorleistung von 2300 MWth ergibt sich eine Bruttoausgangsleistung von 
1046 MWel. Abzüglich des Eigenbedarfs ergibt sich somit ein Nettowirkungsgrad von 43,5%. 
Abb. 1-6 beschreibt den HPLWR-Dampf-Wasserkreislauf in einem T-s-Diagramm. Zum Ver-
gleich wird der Dampf-Wasserkreislauf eines heutigen SWRs herangezogen. Wie aus dem 
Grundlagen der HPLWR-Dampfkreislaufanalyse 
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Diagramm ersichtlich ist, ergibt sich durch die Nutzung eines überkritischen Drucks im 
Dampf-Wasserkreislauf und einer höheren Reaktoraustrittstemperatur eine Erhöhung der 





2 Simulation-Software APROS 
Für die Simulation des Dampfkreislaufs und der Sicherheitssysteme des HPLWRs wird ein  
1-dimensionaler Systemcode benötigt, der die Transition von unterkritischem zu überkriti-
schem Druck und umgekehrt erlaubt. Dies ist vor allem für Transienten in der Sicherheits-
analyse notwendig, in denen der Druck durch eine schnelle Druckentlastung von überkritisch 
auf unterkritisch fällt. Neben den vielen selbstprogrammierten Systemcodes gibt es nur we-
nige kommerzielle Codes, die für diese Arbeit geeignet sind: 
APROS: 
Der finnische Systemcode APROS [4], der von VTT Finland und Fortum entwickelt und auch 
erfolgreich in anderen Kraftwerkssparten eingesetzt wird ([2], [1]), konnte durch bereits 
durchgeführte Analysen zeigen, dass er für die Anwendung in dieser Arbeit geeignet ist. Die 
Dampftafeln wurden seit Programmversion 5.08 um den überkritischen Druckbereich erwei-
tert [69] und entsprechen den IAPWS-IF97. Spezielle Druckverlust- und Wärmeübertra-
gungskorrelationen für überkritisches Wasser, sowie notwendige Codeänderungen, sind seit 
Version 5.09 von Hänninen et al. [34] durchgeführt wurden. Weiterhin wurden Analysen für 
den HPLWR von Kurki et al. [65] durchgeführt, welche schnelle Druckentlastungstransienten 
bei einem großen Frischdampfleitungsbruch mit Anfahren des Niederdruckeinspeisesystems 
beinhalten. 
RELAP: 
In der zu Beginn der Arbeit durchgeführten Literaturrecherche konnten keine Sicherheitsana-
lysen mit RELAP 5 [96] gefunden werden, in denen eine Druckentlastung von überkritisch zu 
unterkritisch beschrieben wird. 
CATHARE: 
CATHARE [17] ist ein französischer Systemcode für die Durchführung von Sicherheitsanaly-
sen für LWR. Antoni et al. [3] präsentierten die Fähigkeiten des Codes, schnelle Druckentlas-
tungen ausgehend vom überkritischen Druck für ein vereinfachtes Reaktormodell zu berech-
nen. 
ATHLET: 
Auch in einer für ATHLET [5] durchgeführten Literaturrecherche konnten keine Analysen 
gefunden werden, in denen eine Druckentlastung von überkritisch zu unterkritisch beschrie-
ben wird. 
SMABRE: 
SMABRE [76] ist ein weiterer finnischer Systemcode, der für Sicherheitsanalysen von LWR 
verwendet wird. Erste Analysen für den HPLWR wurden von Kurki et al. [65] durchgeführt 
und beinhalten Druckentlastungstransienten bei kleinem Frischdampfleitungsbruch, bei de-
nen der Druck von überkritischen Zuständen langsam auf unterkritischen Druck abfällt. 
Somit stellt sich APROS neben SMABRE und CATHARE als einer der wenigen kommerziel-
len Systemcodes heraus, die eine Druckentlastung von überkritischem Druck auf unterkriti-
schem Druck simulieren können. Da SMABRE noch kein qualifizierter Code für Kraftwerks-
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analysen ist, wird APROS für die Simulation des HPLWR-Dampfkreislaufs und der Sicher-
heitssysteme verwendet. 
2.1 Lösungsverfahren 
Das numerische Lösungsverfahren in APROS basiert auf den von Siikonen [108] vorgestell-
ten Lösungsansätzen. Dazu werden die partiellen Differentialgleichungen der Massen-, Im-
puls- und Energieerhaltung hinsichtlich Raum und Zeit diskretisiert und nicht-lineare Terme 
linearisiert. In dieser sogenannten „Staggered Grid“-Diskretisierung werden die Zustandsva-
riablen Druck und Enthalpie und somit auch Temperatur und Dichte der beiden Phasen in 
der Mitte der Netzzellen berechnet, während die Massenströme und alle anderen die Strö-
mung betreffenden Rechengrößen über die Zellgrenzen definiert werden. In APROS werden 
diese Zellen als Knoten oder „Nodes“ bezeichnet und die Zellgrenzen als „Branches“. Die 
Lösung der Enthalpie wird mit einem Diskretisierungsverfahren der ersten Ordnung durchge-
führt. Dabei handelt es sich um das „first order upwind“ - Verfahren. Die Zustandsvariablen 
werden über die Node gemittelt. Für die zeitliche Diskretisierung wird die implizite Methode 
verwendet, in der die linearen Gleichungssysteme für Druck, Dampfmassenanteil und 
Enthalpie nacheinander gelöst werden. Die Stoffeigenschaften des Fluids wie Dichte, dyna-
mische Viskosität, Wärmekapazität, thermische Wärmeleitfähigkeit und Temperatur werden 
dann als Funktion von Druck und Enthalpie neu berechnet, wobei die Siedetemperaturen 
und Sattdampfenthalpien dabei nur vom Druck abhängen. Diese Prozedur wird solange wie-
derholt, bis das vom Benutzer vorgegebene Konvergenzkriterium für den Massenfehler erfüllt 
ist [36]. 
2.2 Homogenes Strömungsmodell 
Das homogene Strömungsmodell wird vor allem zur Berechnung von einphasigen Strömun-
gen und Zwei-Phasen-Mischungen verwendet, in denen Wasser und Dampf dieselbe Ge-
schwindigkeit und Temperatur besitzen [35]. Da die Erhaltungsgleichungen sich nur auf die 
Mischung beziehen, wird nicht jede einzelne Phase separat bilanziert, wodurch in Summe 
drei Gleichungen zur Verfügung stehen, weshalb das homogene Modell auch das 3-Gleich-
ungsmodell genannt wird. 
2.2.1 Erhaltungsgleichungen 
Das Lösungsprinzip des homogenen Strömungsmodells in APROS basiert auf den ein-
dimensionalen Erhaltungsgleichungen für Masse, Impuls und Energie. Die Erhaltungsglei-
chungen werden dabei nur auf das einphasige Fluid bzw. auf die Mischung der zwei Phasen 
angewendet. Dadurch erhält man 3 partielle Differentialgleichungen, die durch empirische 
Korrelationen für Reibung und Wärmetransport an der Wand miteinander gekoppelt sind. Die 















































Darin bezeichnet A  den Strömungsquerschnitt, ρ  die Dichte, p  den Druck, u  die Ge-
schwindigkeit, t  die Zeit und z  die Lauflänge in Längsrichtung. Des Weiteren entspricht der 
Ausdruck h  in der Gleichung für die Energieerhaltung (2-3) der totalen Enthalpie, die die 
kinetische Energie 2/2uhkin =  beinhaltet. 
Die Terme iS  auf der rechten Seite der Erhaltungsgleichungen beschreiben Quellen für 
Masse, Impuls und Energie. Im Falle der Massenerhaltung (Gl. (2-1)) können dies ein- bzw. 
ausströmende Massenströme sein. Für die Impulserhaltung (Gl.(2-2)) beinhaltet der Quell-
term Druckverluste aufgrund der Wandreibung, den hydrostatischen Druckunterschied auf-
grund unterschiedlicher Höhendifferenzen und Druckerhöhungen durch die Verwendung von 
Pumpen. Der Quellterm in der Energieerhaltung (Gl. (2-3)) beinhaltet die Wärmeströme 
durch die Wand, Dissipation aufgrund der Wandreibung und die zeitliche Ableitung des 
Drucks, die aufgrund der Verwendung der Enthalpie anstatt der inneren Energie auftaucht 
[35]. 
Als Schließungsgleichungen werden die Korrelationen für die Wandreibung und den Wärme-
transport über die Wand berechnet, die im nachfolgend betrachteten separaten Strömungs-
modell näher beschrieben sind. Wobei nur die Korrelationen des separaten Strömungsmo-
dells Verwendung finden, die für die einphasige Strömung gelten, wie zum Beispiel das Bla-
sius-Gesetz für glatte Rohre und die Dittus-Boelter-Korrelation für die Wärmeübertragung. 
2.3 Separates Strömungsmodell 
Das separate Strömungsmodell wird vor allem zur Berechnung von geschichteten Strömun-
gen, Wellenströmungen und Ringströmungen verwendet [103]. Im Gegensatz zum homoge-
nen Modell ist das separate Strömungsmodell auch für Strömungen geeignet, bei denen ein 
Schlupf zwischen den zwei Phasen besteht, sowie bei Verdampfungs- und Kondensations-
systemen mit überhitzen oder unterkühlten Phasen. Dabei wird jede einzelne Phase separat 
bilanziert, wodurch das separate Strömungsmodell auch als 6-Gleichungsmodell oder Zwei-
Phasen-Modell bezeichnet wird. Nachfolgend ist das in APROS implementierte 6-Gleich-
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ungsmodell vorgestellt. Alle Informationen sind dem APROS-Manual der Version 5.08 [36] 
entnommen. 
2.3.1 Erhaltungsgleichungen 
Das Lösungsprinzip des separaten Strömungsmodells in APROS basiert auf den ein-
dimensionalen Erhaltungsgleichungen für Masse, Impuls und Energie. Die Erhaltungsglei-
chungen werden wie bereits erwähnt sowohl für die Flüssigkeits- als auch die Gasphase 
angewendet. Dadurch erhält man 6 partielle Differentialgleichungen, die durch empirische 
Korrelationen für Reibung und Wärmetransport an der Wand und in der Grenzfläche mitein-
ander gekoppelt sind. Die Differentialgleichungen für die Massen-, Impuls- und Energieerhal-



















































∂ &&αραρα )()(  (2-6) 
In diesen Gleichungen beschreibt der Index k  entweder mit l  die flüssige oder mit g  die 
gasförmige Phase. Die Indices i  und w  stehen für die Grenzfläche zwischen den Phasen 
bzw. für die Wand. Die Terme α  und gr  beschreiben den Volumenanteil der jeweiligen Pha-
se bzw. die Erdbeschleunigung, während der Term Γ  der Massenaustauschrate zwischen 
den beiden Phasen entspricht, wobei ein positiver Wert für Verdampfung und ein negativer 
Wert für Kondensation steht. Die Terme F  und Q&  bezeichnen die Reibungskraft und den 
Wärmestrom, während die letzten drei Terme in der Impulsgleichung (2-5) die Reibung durch 
ein Ventil vaF  bzw. durch die Änderung der Geometrie flF  und den Pumpenförderdruck 
pupΔ  beschreiben. In der Gleichung für die Energieerhaltung (2-6) entspricht der Ausdruck 
h  der totalen Enthalpie, die die kinetische Energie 2/2uhkin =  beinhaltet. 
2.3.2 Strömungsformen 
Einige im 6-Gleichungsmodell verwendete Korrelationen sind von den herrschenden Strö-
mungsformen abhängig. Dabei können die folgenden Strömungsformen dargestellt werden: 
• Blasenströmung bei niedrigen Dampfmassenanteilen, 
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• Ringströmung bei hohen Dampfmassenanteilen, bei der sich ein Flüssigkeitsring an 
der Wand ausbildet und in der Mitte die meist schnellere Gasphase strömt, 
• Tröpfchenströmung bei hohen Dampfmassenanteilen, bei der die Flüssigkeitsphase 
in Tröpfchenform in der Gasphase mitgerissen werden und 
• geschichtete Strömungen, in welchen die Flüssigkeits- und Gasphase in getrennten 
Schichten vorliegen. 
Zur Berechnung der verschiedenen Strömungsformen werden die unterschiedlichen Korrela-
tionen durch Gewichtungsfaktoren miteinander verknüpft. Dies ermöglicht einen gleichmäßi-
gen Übergang zwischen den unterschiedlichen Strömungsformen. Als Gewichtungsfaktoren 
werden der Dampfvolumenanteil gα , die Schichtungsrate R  und die Rate des Tröpfchen-
mitrisses E  herangezogen. 
Die Schichtungsrate R  ist wie folgt definiert [8]: 
21 RRR ⋅=  (2-7) 
Sie setzt sich aus zwei unterschiedlichen Anteilen zusammen. Der Term 1R  ist eine Folge 
des Kelvin-Helmholtz-Stabilitätskriteriums und Term 2R  beschreibt Phasenmischungseffekte 
aufgrund der Flüssigkeitsturbulenz. Das Kelvin-Helmholtz-Stabilitätskriterium stellt die theo-
retische Obergrenze für geschichtete Strömung dar. Wird das Stabilitätskriterium verletzt, 
wird der Term 1R  und somit R  zwangsweise zu Null gesetzt [63]. 
Im separaten Modell von APROS [36] werden die Anteile 1R  und 2R  wie folgt angegeben [8]. 
Der Koeffizient 1R  basiert dabei auf experimentellen Daten von Wallis und Dobson [121], 
während 2R  aufgrund von Experimenten in der „Super Moby Dick“ genannten Testanlage 




=  (2-8) 




























































,12 =R  wenn ( )[ ] 40250 ≤− − ,gll gu ρρσr  (2-11)
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,02 =R  wenn ( )[ ] 90250 ≥− − ,gll gu ρρσr  (2-12)
Die Terme 1R  und 2R  für die finale Schichtungsrate R  werden zwischen den aus Gleichun-
gen (2-9) bis (2-12) berechneten oberen und unteren Grenzen linear interpoliert. Für die Be-
rechung von 1R  wird zusätzlich noch der in Gl. (2-8) über den Strömungsquerschnitt A  und 
den Umfang U  definierte hydraulische Durchmesser HD  benötigt, während für 2R  die Ober-
flächenspannung σ  eine Rolle spielt. 
Als letzter Gewichtungsfaktor für die Wahl der von den Strömungsformen abhängigen Korre-
lationen wird die Rate des Tröpfchenmitrisses E  definiert. Laut Wallis [122] wird die Rate 
des Tröpfchenmitrisses durch den in Gl. (2-13) dargestellten dimensionslosen Steen Para-

















Darauf aufbauend wird im separaten Strömungsmodell von APROS die Rate des Tröpfchen-


























Die Funktion )(f gα  begrenzt die Tröpfchenströmung bei niedrigen Dampfvolumenanteilen. 
Die Rate des Tröpfchenmitrisses nimmt den Wert 0 an, wenn der Dampfvolumenanteil klei-
ner als 0,5 ist. Wenn der Dampfvolumenanteil größer als 0,75 ist, besitzt die Funktion 
)(f gα  den Wert 1. Der Koeffizient 1,8*10
-4 ist die untere Grenze für den Beginn des Tröpf-
chenmitrisses in Gl. (2-13). Wird somit der Steen Parameter kleiner als 1,8*10-4, wird E  zu 
Null. 
2.3.3 Modellierung des Druckverlusts 









Die Größe kf  ist der Reibungsdruckverlustkoeffizient für die entsprechende Phase und setzt 
sich aus einem Einphasen-Reibungsfaktor kspf , und dem Zweiphasenmultiplikator kc  zu-
sammen. 




In APROS ist es möglich, aus zwei verschiedenen Optionen für die Berechnung des Einpha-
sen-Reibungsfaktors kspf ,  zu wählen. Die erste Option geht von einem glatten Rohr aus, 
während Option 2 von einem rauen Rohr ausgeht. Im letzteren Fall muss die Rauhigkeit für 
jede Branch im separaten Modell angegeben werden. Die in APROS benötigte relative Rau-
higkeit ε  ist der Quotient aus der absoluten Rauhigkeit dividiert durch den hydraulischen 
Durchmesser. 
Glattes Rohr: 
Wird in den Einstellungen für das separate Strömungsmodell das glatte Rohr als Berech-
nungsgrundlage für den Einphasen-Reibungsfaktor kspf ,  gewählt, wird der Maximalwert aus 














Der erste Teil der Gl. (2-17) beschreibt den Einphasen-Reibungsfaktor für laminare Strö-









Für turbulente Strömungen, beziehungsweise hohen Reynolds-Zahlen, kommt der zweite 
Term zum Tragen, der als Blasius-Gleichung bezeichnet wird [82], während der dritte Term 
als Minimalwert zu betrachten ist, der zu kleine Werte bei hohen Reynolds-Zahlen verhindert. 
Raues Rohr: 
Wird die Rohrrauigkeit bei der Berechnung des Einphasen-Reibungsfaktors berücksichtigt, 
wird die Colebrook-Gleichung für hohe Reynolds-Zahlen verwendet. Im Falle einer laminaren 
Strömung hängt der Druckverlust, aber nicht mehr von der Rohrrauhigkeit ab und die Wand-
reibung wird mit den in Gl. (2-17) beschrieben ersten beiden Termen berechnet. 
Gl. (2-19) beschreibt den Einphasen-Reibungsfaktor anhand der Colebrook-Gleichung unter 














Wird der Reibungsfaktor für die vollausgebildete turbulente Strömung gesucht, vereinfacht 
sich die Colebrook-Gleichung unter der Annahme, dass die Reynolds-Zahl gegen Unendlich 






















f ε  (2-20)
















Ist die berechnete Reynolds-Zahl kleiner als 4000, ist der Einphasen-Reibungsfaktor für raue 
Rohre das Maximum für laminare Strömungen und der berechnete Wert aus der Blasius-
Gleichung. Für Reynolds-Zahlen größer als die kritische Reynolds-Zahl wird der Reibungs-
faktor für voll ausgebildete turbulente Strömungen verwendet. Befindet sich die berechnete 
Reynolds-Zahl zwischen dem Wert 4000 und der kritischen Reynolds-Zahl, wird der Rei-
bungsfaktor zwischen dem Reibungswert aus der Blasius-Gleichung bei einer Reynolds-Zahl 
von 4000 und dem Reibungsfaktor für vollausgebildete turbulente Strömungen interpoliert. 
Aus numerischen Gesichtspunkten wird der Reibungsfaktor als abnehmende Funktion über 
der Reynolds-Zahl definiert. Normalerweise ist der Reibungsfaktor für die kritische Reynolds-
Zahl kleiner als für den korrespondierenden Reibungsfaktor bei einer Reynolds-Zahl von 
4000. Dies stimmt jedoch für hohe Rauhigkeitswerte nicht. In diesem Fall wird der Reibungs-
faktor bei einer Reynolds-Zahl von 4000 verwendet, obwohl die Reynolds-Zahl größer 4000 
ist. 

































































wenn 4000Re >k  
(2-22)
Zwei-Phasenmultiplikator: 
Durch die Einführung des Zwei-Phasenmultiplikators ist es möglich, die Druckverlustberech-
nung auch im Zweiphasengebiet durchzuführen und die Verteilung der unterschiedlichen 
Phasen an der Wand abzuschätzen. Hierzu wird zwischen den folgenden Strömungsformen 
unterschieden: geschichtete Strömung st , nicht-geschichtete Strömung ns , nicht-
geschichtete Strömung ohne Tröpfchenmitriss ne  und nicht-geschichtete Strömung mit 
Tröpfchenmitriss en . Dabei werden die Schichtungsrate R  und die Rate des Tröpfchen-
mitrisses E  als Gewichtungskoeffizienten verwendet. 
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( ) nsgstgg cRcRc ,, 1−+⋅=  (2-23)
( ) ( )[ ]enlnelstll cEcERcRc ,,, 11 ⋅+−−+⋅=  (2-24)
Bei geschichteter Strömung entsprechen die Koeffizienten stgc ,  und stlc ,  dem Umfang des 
Strömungskanals, der von der Flüssigkeits- bzw. Dampfphase eingenommen wird. 
Bei nicht-geschichteter Strömung berührt nur die Flüssigkeitsphase die Wand des Strö-
mungskanals, außer bei hohen Dampfvolumenanteilen oder hohem Tröpfchenmitriss, in dem 
die flüssige Phase als Tröpfchen vorliegt. Für den Zweiphasenmultiplikator der Gasphase 
nsgc ,  wird vereinfacht nur eine Abhängigkeit vom Dampfvolumenanteil verwendet, während 
der Dampfmassenanteil der Flüssigkeit für den Zweiphasenmultiplikator der Flüssigkeitspha-
se nelc ,  ohne Tröpfchenmitriss berechnet wird. Ist in der Strömung Tröpfchenmitriss enthal-
ten, wird das modifizierte Lockhart-Martinelli-Modell verwendet ([8], [72]). 
2.3.3.2 Grenzflächenreibung 
Die Grenzflächenreibung ikF  in den Gl. (2-5) und (2-6) hängt sehr stark von den herrschen-
den Strömungsregimen ab. Verschiedene Grenzflächenreibungskorrelationen werden für die 
unterschiedlichen Strömungsregime verwendet. Die modellierten Strömungsregime sind ge-
schichtete Strömung und nicht-geschichtete Strömungen wie die Blasen-, Tröpfchen- und 
Ringströmung. Der Wert für die Grenzflächenreibung wird dann aus der gewichteten Mitte-
lung für die verschiedenen Korrelationen erhalten. Als Gewichtungsfaktoren werden der 
Dampfvolumenanteil gα , die Schichtungsrate R  und die Rate des Tröpfchenmitrisses E  
herangezogen. 
Gl. (2-25) beschreibt den Zusammenhang der Grenzflächenreibung ikF  mit den Reibungs-
kräften für geschichtete Strömung istF und nicht-geschichtete Strömung insF . 
insistik FRRFF )1( −+=  (2-25)
Die Grenzflächenreibung insF  in nicht-geschichteter Strömung wird dabei wie folgt gebildet: 
[ ] idiaibgins EFFF)()E(F ++−−= αα11  (2-26)
Die Kräfte iaF , ibF  und idF  bezeichnen dabei jeweils die Grenzflächenreibungsanteile in 
Ring-, Blasen- und Tröpfchenströmung, die in [36] beschrieben sind. 












Die Impulserhaltungsgleichungen (2-5) der beiden Phasen werden wie folgt gekoppelt: 
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igili FFF −==  (2-28)
Wenn die Grenzflächenreibung sehr groß ist, wird der Geschwindigkeitsunterschied zwi-
schen den beiden Phasen lg uuu −=Δ  sehr klein. 
2.3.4 Modellierung des Wärmeübergangs an der Wand 
Im separaten Strömungsmodell für APROS sind unterschiedliche Wärmeübergangskorrelati-
onen für die drei Wärmeübertragungszonen vorhanden, die sich in benetzte Wand (Zone 1), 
trockene Wand (Zone 3) und einer Übergangszone zwischen benetzter und trockener Wand 
aufteilen (Zone 2). Wird die benetzte Wand als Wärmeübertragungszone verwendet, wird 
davon ausgegangen, dass sich nur Flüssigkeit im Kontakt mit der Wand befindet, während 
bei der trockenen Wand als Wärmeübertragungszone nur die Gasphase die Wand berührt. 
Für die Wahl der richtigen Wärmeübertragungszone werden die Wandtemperatur WT , die 
Fluidtemperatur T , die Siedetemperatur satT , der Dampfvolumenanteil gα , die kritische 
Wandwärmestromdichte crq&  und die Leidenfrosttemperatur LT  verwendet. Die Gleichungen 
in (2-29) beschreiben die Auswahlmethodik für die drei Zonen. Wenn der Dampfvolumenan-
teil größer als 0,99999 ist, wird davon ausgegangen, dass der Strömungskanal ausgetrock-
net ist und die Zone 3 wird verwendet. Anderenfalls wird die Zone 1 verwendet, wenn die 
Wandtemperatur kleiner als die Siedetemperatur ist. Wenn die Wandtemperatur größer als 
die Leidenfrosttemperatur ist, wird die kritische Wärmestromdichte mit der berechneten 
Wärmestromdichte verglichen. Übersteigt die Wärmestromdichte die kritische Wärmestrom-
dichte, ändert sich die Wärmeübertragungszone von 2 nach 3. Im Falle, dass die Wandtem-
peratur kleiner als die Leidenfrosttemperatur ist, wird die Zone 2 verwendet. Wenn die Wand-
temperatur die Leidenfrosttemperatur übersteigt, wird die Zone 3 gewählt. Nachdem die Sie-
dekrise im Strömungskanal in den Zonen 2 und 3 aufgetreten ist, wird die Zone 1 nur ge-
wählt, falls die Wandtemperatur unter die Siedetemperatur fällt. 
wenn 999990,g >α , Zone=3 
falls nicht satw TT ≤ , Zone=1 
falls nicht Zonealt>1 & Lw TT ≤ , Zone=2 
falls nicht Zonealt>1 & Lw TT > , Zone=3 
falls nicht crw qq && >  & Lw TT ≤ , Zone=2 
falls nicht crw qq && >  & Lw TT > , Zone=3 
andernfalls Zone=1 
(2-29)
In APROS ist es möglich, die Berechnung der Siedekrise zu vernachlässigen. In diesem Fall 




Im separaten Strömungsmodell von APROS ist es möglich, zwischen 4 verschiedene Korre-
lationen zu wählen: 
• eine Kombination aus Zuber-Griffith-Korrelation [33] und Biasi-Korrelation [62], 
• die Smolin-Polyakov-Korrelation [112] zusammen mit der Smogalev-Korrelation [111] 
für niedrige Massenströme, 
• die Bezrukov-Korrelation [9] zusammen mit der Smogalev-Korrelation [111] für nied-
rige Massenströme, 
• und die BNFL-Korrelation [36]. 
Im Folgenden sei nur auf die Kombination aus Zuber-Griffith-Korrelation [33] und Biasi-
Korrelation [62] eingegangen und für die anderen Korrelationen auf das APROS-Manual für 
das separate Strömungsmodell [36] verwiesen. 
Die Zuber-Griffith-Korrelation ist für langsame vertikale Strömungen mit einer Massenstrom-
dichte <300 kg/(m2s) geeignet. Die Korrelation unterschätzt die kritische Wandwärmestrom-
dichte bei hohen Dampfvolumenanteilen, weshalb diese auf gα  < 0,8 limitiert ist um das 
Verhalten bei hohen Dampfvolumenanteilen zu verbessern. Die Biasi-Korrelation verwendet 
im Gegensatz dazu den Maximalwert aus zwei verschiedenen Korrelationen, wobei zwei 
Korrelationen jeweils für geringe und hohe Dampfmassenanteile entwickelt wurden. 
In APROS wird zwischen der Zuber-Griffith-Korrelation und Biasi-Korrelation anhand der 
Massenstromdichte interpoliert. Die Zuber-Griffith-Korrelation wird alleine verwendet, wenn 
die Massenstromdichte kleiner als 100 kg/(m2s) ist, währenddessen die Biasi-Korrelation bei 
einer Massenstromdichte größer als 200 kg/(m2s) Verwendung findet. Des Weiteren wird die 
kritische Wärmestromdichte bei hohen Dampfmassenanteilen erniedrigt, um sicherzustellen, 
dass der kritische Wandwärmestrom zu Null wird, wenn nur die Gasphase vorhanden ist. 
Leidenfrosttemperatur: 
Zur Bestimmung der Wärmeübertragungszone wird die Leidenfrosttemperatur mit der Groe-

















wenn Pap 6109 ⋅≤  










109109 , wenn Pap 6109 ⋅>  
(2-30)
Gl. (2-30) zeigt die unterschiedliche Berechnungsweise der Leidenfrosttemperatur für unter 
und über einem Druck von 9 MPa, wobei crp den kritischen Druck (2,212*10
7 Pa) beschreibt. 
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Die Drücke und die Temperaturen werden in dieser und allen nachfolgenden Gleichungen in 
der Einheit Pa (Nm-2) beziehungsweise in der Einheit °C angegeben. 
2.3.4.1 Wärmeübertragung an die Wand 
Im Folgenden wird auf den Wärmeübergang für die drei unterschiedlichen Wärmeübertra-
gungszonen eingegangen. 
Benetzte Wand: 
Bei der Wärmeübertragungszone 1 geht der ganze Wärmestrom zwischen der Wand und 
dem Fluid normalerweise durch die flüssige Phase. Nur bei sehr hohen Dampfvolumenantei-
len (> 0,999) wird im separaten Strömungsmodel in APROS ein Teil des Wärmestroms 
schon auf die Gasphase verteilt, um einen kontinuierlichen Übergang in die Wärmeübertra-
gungszone 3 (trockene Wand) zu ermöglichen. Dabei werden für den Wärmeübergang an 
die Gasphase die weiter unten aufgeführten Korrelationen für die Wärmeübertragung an die 
trockene Wand verwendet. 
Der Wärmetransport an die benetzte Wand besteht aus erzwungener Konvektion und dem 
Blasensieden bei freier Konvektion. Die erzwungene Konvektion wird sowohl für die Aufhei-
zung in der flüssigen Phase ( wl TT < ) als auch für die Kühlung der flüssigen Phase ( lw TT < ) 
verwendet. In diesem Fall wird die Dittus-Boelter-Korrelation [58] für die Berechnung der 
erzwungen Konvektion verwendet, die in Gl. (2-31) wiedergegeben ist. Dabei ist die Nusselt-
Zahl nach unten auf den Wert 3,66 limitiert, wenn die Reynolds-Zahl zu klein wird. 
4,08,0 PrRe023,0 llNu =  (2-31)








Der hydraulische Durchmesser des Flüssigkeitsfilms HlD  [36] ist folgendermaßen definiert: 
( ) HgHl DD α−= 1  (2-33)
Die Prandl-Zahl der Flüssigkeitsphase wird in Gl. (2-34) dargestellt, wobei plc  die spezifische 








Das Blasensieden wird berechnet, wenn die Wandtemperatur größer als die Siedetempera-
tur ist. Der Wärmeübertragungskoeffizient nbh des Blasensiedens wird mit der Thom-Korrela-
tion [33] berechnet: 
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( )satwpnb TTeh −= 8687000/22,1971 , mit h  in 12 )( −°CmW  (2-35)
Die komplette Wärmestromdichte wlq&  wird durch Summieren der Werte bei erzwungener 
Konvektion und Blasensieden berechnet: 






=& , wenn satw TT ≤  






& , wenn 
satw TT >  
(2-36)
Trockene Wand: 
Wenn die Wärmeübertragungszone 3 (trockene Wand) vorliegt, wird die Wärmeübertragung 
zwischen der Wand und der Gasphase berechnet. Dabei finden unterschiedliche Wärme-
übertragungskorrelation für Behältersieden, erzwungene Konvektion und Naturkonvektion 
Verwendung. 
Für das Filmsieden im Behälter, wird die Berenson-Korrelation [7] verwendet, die für kleine 
Dampfvolumenanteile und niedrige Massenströme dominant ist. Der Wärmeübertragungsko-
effizient ergibt sich somit aus Gl. (2-37). 



































Wie schon bei der erzwungenen Konvektion an der benetzten Wand wird für die trockene 
Wand die Dittus-Boelter-Korrelation für die Wärmeübertragung an die Gasphase verwendet. 
Die minimale Nusselt-Zahl von 3,66 repräsentiert hier auch die laminare Konvektion. Die 
erzwungene Konvektion ist im Vergleich zum Behältersieden bei hohen Dampfvolumenantei-








2 =  (2-38)
Die Reynolds-Zahl und die Prandl-Zahl in der Gasphase berechnen sich analog zu Gl. (2-32) 
und Gl. (2-34). Der hydraulische Durchmesser des Gasfilms [36] wird in Gl. (2-39) wiederge-
geben. 
( ) HgHg DD α−−= 11  (2-39)
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Als Alternative zur Dittus-Boelter-Korrelation kann im Falle einer mantelseitigen Dampfströ-
mung über Rohre und Rohrbänke, auch eine andere Korrelation verwendet werden, die auf 
der Grimison-Korrelation [45] basiert. In dieser Korrelation können durch Koeffizienten die 
unterschiedliche Anordnung der Rohre berücksichtigt werden. 
Die Wärmeübertragung bei Naturkonvektion wird verwendet, wenn der Massenstrom gegen 
Null geht. Der berechnete Wärmeübertragungskoeffizient wird durch Gl. (2-40) wiedergege-
ben. 





















Die endgültige Wärmestromdichte für die trockene Wand wird nun so berechnet, dass der 
größte Wärmeübertragungskoeffizient aus den drei Korrelationen verwendet wird: 
( )( )gwwgwgwgwg TThhhq −= 321 ,,max&  mit q&  in 2−Wm  (2-42)
Übergangszone: 
Im Falle der Übergangszone zwischen benetzter und trockener Wand wird die Wärmestrom-
dichte zwischen der kritischen Wärmestromdichte und der Wärmestromdichte der trockenen 
Wand interpoliert. Dabei wird angenommen, dass die Wärmestromdichte des Blasensiedens 
gleich der kritischen Wärmestromdichte ist, wenn die Wandtemperatur den Wert der dazu-
gehörigen kritischen Wärmestromdichte erreicht. Dies ist in Gl. (2-43) dargestellt. 
( )28687000/22,1971 satcrpcr TTeq −=&  (2-43)








Die Wärmestromdichte wird dann zwischen der Flüssigkeits- und Gasphase entsprechend 
















































Die Grenzflächenwärmeübertragung ikq&  in Gl. (2-6) wird separat für die Flüssigkeits- und 
Gasphase berechnet. 
Gas: 
)( ,satggigig hhKq −−=&  (2-46)
Flüssigkeit: 
)( ,satllilil hhKq −=&  (2-47)
Der Verdampfungs- oder Kondensationsmassenstrom kΓ  wird durch das Energiegleichge-










Für Verdampfung und Kondensation in der Phasengrenzfläche werden unterschiedliche Kor-
relationen für die Grenzflächenwärmeübertragung verwendet. 
Wärmeübertragung zwischen Gas und Grenzfläche: 
Um die Wärmeübertragung zwischen Gas und Grenzfläche zu berechnen wird die Lee-
Ryley-Korrelation [70] verwendet, welche sowohl für überhitzten als auch unterkühlten 
Dampf verwendet wird. 
Wärmeübertragung zwischen Flüssigkeit und Grenzfläche: 
Bei der Wärmeübertragung zwischen Flüssigkeit und Grenzfläche der beiden Phasen wird 
zwischen Verdampfung und Kondensation unterschieden. 
Für die Verdampfung wird der Wärmeübertragungskoeffizient für überhitzte Flüssigkeit auf 











= , wenn satll hh ,>  (2-49)
Im Falle der Kondensation werden die Korrelationen für die Berechnung des Wärmeübertra-
gungskoeffizienten für die Flüssigkeitsphase anhand des vorherrschenden Strömungsre-
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gimes ausgewählt. Dabei werden die Schichtungsrate R  und die Rate das Tröpfchenmitris-
ses E  als Gewichtungsfaktoren verwendet: 
( )( )[ ]eilneilsilnil EKKRRKfK ,,, 1 +−+=  (2-50)
Wie zu erkennen ist, wird zwischen geschichteter Strömung und Strömung mit und ohne 
Tröpfchenmitriss unterschieden. Der Koeffizient nf  bezieht sich auf einen Korrekturfaktor für 
nicht-kondensierbare Gase. 
Für die Strömung ohne Tröpfchenmitriss können verschiedene Korrelationen für die Berech-
nung des Wärmeübertragungskoeffizienten neilK ,  ausgewählt werden: 
• die Shah-Korrelation [107], die als Standard voreingestellt ist, 
• die Chen-Korrelation [18] und 
• zwei Korrelationen, die auf der Nusselt-Filmkondensationstheorie basieren und für 
Kondensationen auf Rohrbänken und innerhalb von horizontalen Rohren geeignet 
sind [45]. 
Die berechneten Wärmeübertragungskoeffizienten für die Shah- und Chen-Korrelationen 


























=  für Chen 
(2-51)
Beide Korrelationen wurden entwickelt, um den totalen Wärmeübertragungskoeffizienten für 
Kondensation zwischen der Siedetemperatur und der kälteren Wand zu berechnen. Im sepa-
raten Strömungsmodell wird die Wärmeübertragung über die Grenzfläche zwischen der Sie-
detemperatur und der Flüssigkeitstemperatur berechnet, während die Wärmeübertragung 
zwischen der Flüssigkeit und der Wand separat über die bereits vorgestellten Korrelationen 
berechnet wird. 
Der Wärmeübertragungskoeffizient für Strömungen mit Tröpfchenmitriss eilK ,  wird in Gl. 

























Dabei ist tRe  die turbulente Reynolds-Zahl, welche das erhöhte turbulente Mischen auf-



















2.3.5 Kritischer Massenstrom 
Im separaten Strömungsmodell in APROS sind zwei unterschiedliche Modelle für den kriti-
schen Massenstrom implementiert. Beim Auftreten von Flüssigkeits- und Zweiphasenströ-
mungen wird das Moody-Modell [77] verwendet. Für reine Dampfströmungen wird von einer 
Laval-Düse ausgegangen, in der das Medium isentrop bis zur Drosselstelle beschleunigt 
wird. Ändert sich die Strömung von einem Zweiphasengemisch zu reinem Dampf wird linear 
zwischen den beiden Modellen interpoliert. 
2.3.6 Erweiterung im überkritischen Druckbereich 
Im überkritischen Druckbereich gibt es keine Phasengrenzfläche zwischen Wasser und 
Dampf mehr. Verdampfungs- und Kondensationsvorgänge sind nicht vorhanden. Stattdes-
sen gehen die Stoffeigenschaften kontinuierlich von einem Fluid mit flüssigkeitsähnlichen 
Eigenschaften zu einem Fluid mit dampfähnlichen Eigenschaften über. Daher kann überkriti-
sches Wasser als einphasiges Fluid betrachtet werden. In diesem Fall wäre das homogene 
Strömungsmodell für die Simulation überkritischen Wassers eigentlich ideal. Hänninen et al. 
[34] beschreibt jedoch, dass das homogene Modell bei unterkritischem Druck weniger uni-
versell für die Simulation der Zwei-Phasenströmung ist und daher das separate Strömungs-
modell normalerweise Verwendung findet. Um Probleme beim Übergang von überkritischen 
zu unterkritischen Zuständen zu vermeiden, wird das separate Strömungsmodell in APROS 
um Mechanismen erweitert, die den Übergang von unterkritisch nach überkritisch beschrei-
ben können. Nachfolgend sind die Modifikationen für die Vorabversion 5.09 beschrieben. 
Um im separaten Strömungsmodell den Ansatz zur Beschreibung der zwei Phasen bei un-
terkritischem Druck auch im überkritischen Bereich beibehalten zu können, wird eine kleine 
Pseudo-Verdampfungs-Enthalpie eingeführt und das Konzept der pseudokritischen Ver-
dampfungskurve eingeführt. Die pseudokritische Kurve ist eine Verlängerung der Verdamp-
fungskurve in den kritischen Bereich und startet im kritischen Punkt. Sie teilt im T-s-
Diagramm den überkritischen Bereich links von ihr in den Pseudo-Flüssigkeitsbereich und 
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anlog rechts davon in den Pseudo-Dampfbereich ein und verläuft entlang der Maxima der 
spezifischen Wärmekapazität. Aufgrund der starken Änderungen der Stoffeigenschaften 
beim Überqueren der pseudokritischen Kurve müssen die Wasser-Dampftafeln eine hohe 
Genauigkeit besitzen [34]. Die Dampftafeln wurden daher seit Programmversion 5.08 um 
den überkritischen Druckbereich erweitert [69] und entsprechen den IAPWS-IF97. 
Da im überkritischen Bereich alle physikalischen Phänomene verschwinden, die auf der 
Zwei-Phasenmodellierung beruhen, müssen sowohl die Korrelationen für die Wärmeübertra-
gung an die Grenzfläche und an die Wand, als auch die Reibung in der Grenzfläche und an 
der Wand für die Verwendung im überkritischen Bereich angepasst werden. 
Das Ziel ist, die einphasige Strömung bei überkritischen Zuständen formal als eine Zwei-
Phasenströmung darzustellen. 
Wärme- und Massenübertragung in der Grenzfläche: 
Bei der Berechnung des Massentransports über die Grenzfläche für Siede- und Kondensati-
onssysteme in Zwei-Phasenströmungen muss die Summe alle Wärmeströme über die 
Grenzfläche Null ergeben. Im Falle, dass die Grenzfläche sich im Siedezustand befindet, 










Die Wärmeübertragungen an die Flüssigkeitsseite und die Gasseite sind in Gl. (2-46) und 
(2-47) definiert, wobei iwq&  der Wärmeübertragung direkt von der Wand an die Grenzfläche 
entspricht. 
Wenn der Druck sich dem kritischen Druck annähert, geht die Verdampfungswärme gegen 
Null. Da aber im separaten Modell in APROS das überkritische Wasser als zweiphasig an-
genommen wird, muss die Verdampfungswärme beim Übergang zum kritischen Bereich mo-
difiziert werden. Hänninen et al. [34] beschreiben weiterhin, dass der Pseudo-Zwei-
Phasenübergang nur sehr kurz auftritt, um die Zeit zu minimieren, in der der Pseudo-
Dampfvolumenanteil weder Null noch Eins ist, und somit numerische Instabilitäten auszu-
schließen sind. Daher werden die Pseudo-Verdampfungs-Enthalpien um eine konstante 
Verdampfungswärme peL  im überkritischen Bereich erweitert (Gl. (2-56)). Diese beträgt als 










)p(h)p(h +=  
(2-56)
Da die Wärmeübertragungskoeffizienten in der Grenzfläche keine physikalische Relevanz im 
überkritischen Bereich besitzen, können diese beliebig ausgewählt werden und folgen beim 
Pseudo-Zwei-Phasenübergang einer vorgegeben Funktion [34]. 
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Wärmeübergang an die Wand: 
Im überkritischen Bereich sind nur einphasige Konvektionsvorgänge bei der Wärmeübertra-
gung zu beobachten, da wie schon erwähnt wurde Siede- und Kondensationsvorgänge nicht 
auftreten. Jedoch müssen hier auch die im separaten Strömungsmodell vorhanden Korrelati-
onen aufgrund der modellierten Pseudo-Verdampfung angepasst werden. 
Im unterkritischen Druckbereich setzt sich der in APROS berechnete totale Wärmeübertra-
gungskoeffizient aus den Zwangskonvektionsanteilen und dem Koeffizienten aus dem Bla-
sensieden zusammen (Gl. (2-36)). Da im überkritischen Bereich keine Verdampfung existiert, 
muss der Koeffizient für den Siedeanteil ausgeblendet werden. Dies geschieht, indem der 
Blasensieden-Koeffizient mit einem Glättungsterm multipliziert wird [34]. Somit wird sicher-
gestellt, dass bei der Annäherung an den kritischen Druck und darüber nur einphasige 
Zwangskonvektion vorliegt. 
Im Falle der Kondensation beschreiben Hänninen et al. [34], dass Dampf nur als Flüssig-
keitsfilm an der Wand kondensiert und die Wärmeübertragung von Flüssigkeit an die Wand 
bereits mit der einphasigen Konvektion beschrieben ist, und somit keine Modifikation des 
Wärmeübergangs bei Kondensation beim Übergang zum überkritischen Druck benötigt wird. 
Auch beim Wärmeübergang für die trockene Wand, in der nur Dampf an der Wand vorliegt, 
sind keine Modifikationen der Korrelationen notwendig, da hier die bereits im unterkritischen 
Bereich verwendeten einphasigen Korrelationen verwendet werden können [34]. 
Die kritische Wandwärmestromdichte verschwindet, sobald der kritische Druck überschritten 
wird, womit die Siedekrise ausgeschlossen ist. Hänninen et al. [34] beschreiben, dass die 
Leidenfrosttemperatur, die mit der Groeneveld-Stewart-Korrelation [33] berechnet wird (Gl. 
(2-30)), sich am kritischen Punkt der Siedetemperatur annähert. Dadurch sind die Wärme-
übertragungszonen benetzte Wand (Zone 1) und trockene Wand (Zone 3) so definiert, dass 
die Wandtemperatur im ersten Fall kleiner als die Siedetemperatur ist, und im zweiten Fall, 
dass die Wandtemperatur größer als die Siedetemperatur ist, wodurch die Übergangszone 2 
nicht mehr existiert. Im überkritischen Druckbereich wird Zone 1 ausgewählt, wenn die gemit-
telte Enthalpie kleiner als die Pseudo-Verdampfungs-Enthalpie ist, während Zone 3 eine hö-
here gemittelte Enthalpie benötigt. Für beide Zonen können dabei dieselben Wärmeübertra-
gungskorrelationen verwendet werden. 
So ist es nun möglich, zwischen den folgenden Wärmeübertragungskorrelationen für überkri-
tischen Druck zu wählen: Jackson-Hall [54], Bishop [10], Dittus-Boelter [58] und Watts-Chou 
[126]. Im Bereich des pseudokritischen Punkts erwiesen sich nach Löwenberg [73] die Jack-
son-Hall-Korrelation und die Bishop-Korrelation genauer als die Dittus-Boelter-Korrelation. 
Grenzflächenreibung: 
Da das überkritische Wasser als einphasig betrachtet werden kann, ist es eine gute Annah-
me, dass die beiden Pseudo-Phasen im separaten Strömungsmodell nahezu dieselbe Ge-
schwindigkeit besitzen [34]. 
Wie bereits erwähnt, ist die Grenzflächenreibung ikF  im unterkritischen Bereich in den Gl. 
(2-5) und (2-6) sehr stark von den herrschenden Strömungsregimen abhängig. Verschiedene 
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Grenzflächenreibungskorrelationen werden für die unterschiedlichen Strömungsregime ver-
wendet. Der Wert für die Grenzflächenreibung wird dann aus der gewichteten Mittelung für 
die verschiedenen Korrelationen erhalten. Als Gewichtungsfaktoren werden der Dampfvolu-
menanteil gα , die Schichtungsrate R  und die Rate des Tröpfchenmitrisses E  herangezo-
gen (Gl. (2-25) und (2-26)). 
Da die Dichten für die beiden Pseudo-Phasen sich am kritischen Punkt annähern, ver-
schwindet die Schichtungsrate R  und wird zu Null. [34]. Des Weiteren nähert sich die Rate 
des Tröpfchenmitrisses E  dem Wert Eins an, da die Oberflächenspannung in Gl. (2-14) für 
den überkritischen Bereich verschwindet. 
Hänninen et al. [34] beschreiben, dass somit in der Nähe des kritischen Punktes die Strö-
mungsschichtung verschwindet und Tröpfchenströmung das vorherrschende Strömungsre-
gime ist, wodurch die Grenzflächenreibung sehr hoch wird. Deshalb wird ein sehr hoher Wert 
für die Grenzflächenreibung verwendet, der es ermöglicht, dass die beiden Phasen am kriti-
schen Punkt mit nahezu derselben Geschwindigkeit strömen. Um mögliche Strömungsinsta-
bilitäten während des Übergangs zum überkritischen Bereich zu vermeiden, wird der unter-
kritische Grenzflächenreibungskoeffizient linear mit dem sehr hohen überkritischen Koeffi-
zienten über ein Druckintervall um den kritischen Punkt interpoliert [34]. 
Wandreibung: 
Wie bereits im unterkritischen Bereich schon gezeigt, setzt sich der Wandreibungskoeffizient 
aus einem Zwei-Phasen-Multiplikator und einem einphasigen Reibungsfaktor zusammen (Gl. 
(2-16)). Beim Zwei-Phasen-Multiplikator wird zwischen unterschiedlichen Strömungsformen 
unterschieden. Dabei werden die Schichtungsrate R  und die Rate des Tröpfchenmitrisses 
E  als Gewichtungskoeffizienten verwendet (Gl. (2-23) und (2-24)). 
Im überkritischen Bereich verschwindet die Schichtungsrate und die Rate des Tröpfchen-
mitrisses strebt gegen den Wert Eins, wodurch für den Zwei-Phasen-Multiplikator in der 
Pseudo-Gasphase der nichtgeschichtete Anteil und für den Zwei-Phasen-Multiplikator in der 
Pseudo-Flüssigkeitsphase der Anteil für Tröpfchenmitriss verwendet wird [34]. 
Für die Wandreibung im überkritischen Bereich von Wasser wird die Druckverlustkorrelation 
von Kirillov et al. [95] für den einphasigen Reibungsfaktor verwendet. 
Der Vorteil dieser Modellierung liegt darin, dass überkritische und unterkritische Zustände 
nun mit der gleichen Systematik beschrieben werden können. Der Durchgang durch den 
kritischen Punkt während einer Transiente sollte daher keine numerischen Probleme berei-
ten. 
2.4 Dampfturbinensimulation 
Die Dampfturbinen werden mit den Impuls- und Energieerhaltungsgleichungen des homoge-
nen Strömungsmodells berechnet, wie sie in Gl. (2-2) und (2-3) beschrieben sind. Die Druck- 
und Enthalpieabnahme über die Turbine werden als zusätzliche Quellterme in beide Erhal-
tungsgleichungen eingefügt. Es macht dabei keinen Unterschied, ob jede einzelne Turbine-
stufe oder die ganze Turbine modelliert wird. 
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vpMK &  (2-57)
mit M&  als Massenstrom, 1p  als Turbineneintrittsdruck, 2p  als Turbinenaustrittsdruck und 1v  
als spezifisches Volumen am Turbineneintritt. 
Der Stodola-Koeffizient K  wird mit der Nominallast gebildet und bleibt während Teillastbe-
trieb konstant. 

























Die Enthalpieabnahme über die Turbine wird mit unterschiedlichen Formulierungen [4] be-
rechnet. Dabei wird die Existenz von Wassertröpfchen in der Turbine berücksichtigt. Ist rei-






























Die Enthalpieabnahme mit Tröpfchen in der Turbine wird mit folgender Gleichung berechnet: 
( )[ ]MhhxHxH sat,lsat,lggg &211 −++Δ=Δ  (2-60)
In Gl. (2-59) und (2-60) verweisen die Indizes g  auf Dampf, l  auf flüssig, 1 auf den Zustand 
am Turbineneintritt und 2 auf den Zustand am Turbinenaustritt. Die Größe η  ist der isentro-
pe Wirkungsgrad der Expansion, 0h  die Referenzenthalpie (1950 kJ/kg) und gx  der Dampf-
massenanteil. 
In APROS ist es möglich den Expansionswirkungsgrad als Funktion des Volumenstroms und 
der Umdrehungsgeschwindigkeit  zu definieren. Wird nur ein konstanter Wert über den Last-
bereich angenommen, wird der Wirkungsgrad automatisch reduziert, wenn der Massenstrom 







2%50 =≤  (2-61)
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3 Simulation und Ergebnisse des HPLWR-Dampf-
Wasserkreislaufs mit APROS 
Der HPLWR-Dampf-Wasserkreislauf wird mit dem Programm APROS simuliert, das in Kap. 
2 beschrieben wurde. In diesem Kapitel werden die Modellierung und die Simulation des 
Kreislaufs in APROS näher erläutert. Die Simulation umfasst den kompletten Lastbereich 
und das Ab- und Anfahren des Kreislaufs. Seit der Programmversion 5.08 wurde die Was-
ser-Dampftafel um den überkritischen Druckbereich erweitert [67], was erstmals die Möglich-
keit ergibt, überkritische Dampf-Wasserkreisläufe mit Systemcodes in einem hohen Detail-
grad zu simulieren. 
3.1 Modellierung des HPLWR-Dampf-Wasserkreislaufs 
Der stationäre Kreisprozess wurde von Brandauer et al. [14] mit dem Programm IPSEpro 
[46] berechnet. Die Ergebnisse des Volllastbetriebspunktes dienen als Basis für die Modellie-
rung des Dampf-Wasserkreislaufs. Ein Dimensionierungsprogramm wurde entwickelt, wel-
ches die IPSEpro Daten verwendet, um die Dimensionen jeder Komponente, wie hydrauli-
scher Durchmesser und Rohrlänge, zu bestimmen, die für die APROS-Eingabemaske benö-
tigt werden. Dies ist notwendig, da in IPSEpro keine geometrischen Daten der Komponenten 
vorhanden sind. Das Dimensionierungsprogramm wurde mit Hilfe von Visual Basic in Excel 
programmiert und durch Brandauer in seiner Arbeit durch Subroutinen um mechanische 
Analysen der Speisewasservorwärmer erweitert [15]. 
Die APROS Version 5.08 wird für die komplette Dampf-Wasserkreislaufanalyse verwendet. 
Die allgemeinen Simulationseinstellungen ergeben sich hierbei wie folgt: 
• Das separate Strömungsmodell wird für die Modellierung des HPLWR-Reaktors ver-
wendet. Kurki [68] beschreibt, dass das homogene Strömungsmodell ungenauere 
Ergebnisse bei Transienten liefert, in denen der Druck von überkritischen zu unterkri-
tischen Bedingungen fällt. Des Weiteren werden sich alle zukünftigen offiziellen Pro-
grammcodeverbesserungen für Wasser im überkritischen Druckbereich nur auf das 
separate Strömungsmodell beziehen, da momentan nicht geplant ist, das homogene 
Strömungsmodell um spezielle Korrelationen für überkritisches Wasser zu erweitern. 
Demzufolge wird das separate Strömungsmodell wegen der höheren Berechnungs-
genauigkeit, jedoch mit höherem Rechenaufwand und der Möglichkeit neuere Pro-
grammmodifikationen mit weniger Aufwand einzupflegen, bevorzugt. 
• Der Dampfkreislauf wird mit dem homogenen Strömungsmodell modelliert, um die 
Berechnungszeit der Analysen zu verringern. Hierbei werden Bereiche des Dampf-
kreislaufs, die sich im überkritischen Druckbereich befinden, wie zum Beispiel die 
HD-Speisewasservorwärmer, mit dem homogenen Modell simuliert, was wie in Kap. 
2 erwähnt keine speziellen Korrelationen für überkritisches Wasser enthält. Da sich 
aber die Fluidtemperatur in diesen Teilen des Kreislaufs weit unterhalb bzw. oberhalb 
des pseudokritischen Punktes befindet, und die speziellen Korrelationen für überkriti-
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sches Wasser nur nennenswerte Unterschiede beim Durchgang durch den pseudo-
kritischen Punkt ergeben, ist die Berechnungsgenauigkeit ausreichend. 
• Der aktive Kernbereich des Reaktors wird nur durch beheizte Rohre dargestellt, die 
die thermische Energie zuführen. Demzufolge wird keine Reaktivitätsrückwirkung im 
Reaktor berücksichtigt, was die Änderungen der Brennstofftemperatur während Tran-
sienten zu hoch erscheinen lässt, da keine Resonanzabsorption im Brennstoff, auch 
als Dopplereffekt bezeichnet, berücksichtigt wird. 
• Im kompletten Druckbereich werden die APROS-Standardkorrelationen für die Wär-
meübertragung (Aufheizung: Gl. (2-31) bis (2-42), Kondensation: Nusselt-Filmkon-
densationstheorie [45]) und die Wandreibung (Gl. (2-19) bis (2-22)), wie sie in Kapitel 
2 beschrieben sind, verwendet. 
• Bei Sicherheitsanalysen und Transienten mit Druckentlastung kann die APROS-Ver-
sion 5.08 nicht verwendet werden, da sie eine im überkritischen Bereich nicht gültige 
Korrelation zur Bestimmung der kritischen Wandwärmestromdichte verwendet. Die 
Option zur Berechnung der kritischen Wandwärmestromdichte und damit das Auftre-
ten eines DNBs wird daher bei allen Analysen des Dampfkreislaufs ausgeschaltet, da 
beim überkritischen Druck es physikalisch nicht möglich ist, dass eine Siedekrise auf-
treten kann. 
Um Sicherheitsanalysen und Transienten, bei denen ein Übergang vom überkritischen in den 
unterkritischen Bereich vorliegt, simulieren zu können, wurde eine Vorabversion von 5.09 
verwendet. Es ergeben sich die nachfolgenden Simulationsbedingungen: 
• Die Jackson-Hall Wärmeübertragungskorrelation und die Kirillov-Korrelation für die 
Wandreibung werden verwendet, falls der Druck den kritischen Druck übersteigt. Im 
unterkritischen Druckbereich werden die APROS Standardkorrelationen verwendet. 
• In der Vorabversion APROS 5.09 ist es möglich, die Option zur Berechnung der kriti-
schen Wandwärmestromdichte auch im überkritischen Druckbereich generell einzu-
schalten, ohne dass diese Verwendung findet. Fällt der Druck unter den kritischen 
Druck wird automatisch das Auftreten der Siedekrise anhand der Zuber-Griffith [33] 
und Biasi [62] Korrelationen überprüft. 
3.1.1 Reaktor 
Die numerische Diskretisierung eines vereinfachten 3-Pass-Kerns ist in Abb. 3-1 dargestellt. 
Der Reaktorkern wird nur durch Standard-Wärmeübertragungskomponenten modelliert, wel-
che keine Reaktivitätsrückwirkung durch die Neutronik beinhalten. In diesem Fall wird die 
APROS-Komponente namens „Reactor channel“ verwendet, die eine Auflösung im Brenn-
elementbereich erlaubt. Der Vorteil dieser Komponente besteht darin, dass die thermische 
Leistung im Brennstoff Urandioxid freigesetzt wird und daher die Wärmeleitung durch den 
Brennstoff über den Heliumspalt zwischen Brennstoff und Hüllrohr und das Hüllrohr selbst 
berechnet wird. Die radiale Auflösung beträgt 10 Nodes, wovon 8 auf den Brennstoff und 
jeweils eine auf den Heliumspalt und das Hüllrohr entfallen. Der Durchmesser des Brenn-
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stoffs beträgt 6,7 mm, während das Hüllrohr einen Innen- und Außendurchmesser von 7 
bzw. 8 mm besitzt. Somit ergibt sich für den Heliumspalt eine Weite von 0,15 mm. Die Auflö-
sung des Berechnungsnetzes beträgt in allen Kernzonen in axialer Richtung 10 Nodes. Die 
benötigten Materialeigenschaften für die APROS-Eingabemaske, wie temperaturabhängige 
Wärmeleitfähigkeit und Wärmekapazität von Urandioxid, Helium und dem verwendeten Hüll-
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Abb. 3-1 Numerische Diskretisierung des 3-Pass-Kerns in APROS. 
Um eine genauere Wiedergabe der Hüllrohrtemperaturen zu erreichen, wird die Leistungs-
verteilung, welche in der Arbeit von Maraczy et al. [75] berechnet wurde, auf den APROS-
Reaktorkern angewendet. Da aber Maraczy et al. [75] in ihrer Arbeit eine thermische Leis-
tung von 2245,74 MW verwenden, wird dementsprechend die relative thermische Leistung in 
den drei Kernbereichen auf 2300 MW skaliert. Somit ergeben sich für den Verdampfer, Üb-
erhitzer 1 und Überhitzer 2 eine generierte thermische Leistung von 48%, 35% und 17%. 
Der Wärmedurchgang über die Brennelement- und Moderatorkästen zu dem Wasser, wel-
ches im Spalt zwischen den Brennelementkästen und durch die Moderatorkästen in den 
Brennelementen strömt, wird nicht modelliert. Stattdessen wird direkt ein Teil der thermi-
schen Leistung zur Aufheizung des Moderator- und Spaltwassers verwendet und durch ein 
beheiztes Rohr im Kernmodell zugeführt. Die Aufheizung erfolgt in diesem Fall linear. Diese 
Art der Vorwärmung wird als Wärmeverlust durch die thermische Isolation der Brennelement- 
und Moderatorkästen betrachtet, die eine Honigwabenstruktur besitzen und von Herbell et al. 
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[38] entworfen wurden. In der Arbeit von Maraczy et al. [75] zeigten die Analysen, dass 
6,21% der thermischen Leistung in das Moderator- und Spaltwasser abgeführt werden, was 
einer abgeführten Leistung aus den drei Kernbereichen Verdampfer, Überhitzer 1 und Über-
hitzer 2 von jeweils 1,15%, 2,03% und 3,03% entspricht. Dabei fällt auf, dass im Überhitzer 2 
fast die dreifache Wärmemenge im Vergleich zum Verdampfer übertragen wird, da hier die 
höchsten Temperaturdifferenzen zwischen Kühlmittel und Moderator- und Spaltwasser be-
stehen. 
Mit diesen Informationen lässt sich das Leistungsprofil für die 10 axialen Nodes separat be-
rechnen. Die thermische Leistung ohne Vorwärmung beträgt dabei für Verdampfer, Überhit-
zer 1 und Überhitzer 2 jeweils 1086,87 MW, 748,59 MW und 321,60 MW. Tab. 3-1 fasst das 
relative Leistungsprofil für die drei Kernbereiche zusammen, wobei die Annahme zugrunde 
liegt, dass die Nominal- und Heißkanäle dieselbe Leistungsverteilung besitzen. Die Zählrich-
tung der axialen Nodes erfolgt der einfachheithalber vom geodätisch niedrigsten Punkt der 
drei jeweiligen Kernbereiche. 
Tab. 3-1 Relatives Leistungsprofil für die jeweiligen Kernbereiche Verdampfer, Überhit-
























Verdampfer 74,4 137,3 158,0 153,6 134,9 111,4 92,2 73,8 49,5 14,8 
Überhitzer 1 38,7 86,6 119,7 138,2 140,9 129,2 122,9 112,1 84,1 27,7 
Überhitzer 2 32,7 80,8 116,3 137,3 143,8 139,8 133,5 119,2 81,7 14,8 
 
Jede der drei Kernregionen wird durch 468 parallele Rohre, die einem HPLWR-Brennele-
ment entsprechen, repräsentiert. Die Anzahl resultiert aus den 52 Brennelement-Clustern, 
die wiederum aus 9 Brennelementen bestehen, was dem Brennelementkonzept von Fischer 
et al. [30] entspricht. Eines dieser Brennelemente aus jedem Kernbereich wird als Heißkanal 
mit einem Heißkanalfaktor von zwei modelliert. Dies bedeutet, dass es einen doppelten 
Enthalpieanstieg gegenüber seinem entsprechenden Nominalkanal erfährt. Ein Heißkanal-
faktor von zwei wurde, wie bereits erwähnt, von Schulenberg et al. [105] als Grenzwert für 
einen sicheren Betrieb angegeben, bei dem die Hüllrohrtemperaturen in den Heißkanälen 
nicht über den Materialgrenzen für Kriechen von 620°C liegen dürfen [25]. Allerdings sollten 
die hier vorhergesagten Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle nur qualitativ 
bewertet werden, da das Kernmodell für genauere Aussagen zu grob modelliert ist. 
Der hydraulische Durchmesser der Brennelemente ist mit Drahtwendelabstandshaltern be-
rechnet, welche von Himmel et al. [40] als Abstandshalterkonzept untersucht wurden. Somit 
ergeben sich in den drei Kernbereichen für die Nominal- und Heißkanäle folgende geometri-
schen Daten, welche in Tab. 3-2 zusammengefasst sind. 
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Tab. 3-2 Geometrische Daten für die Nominal- und Heißkanäle in den einzelnen Kern-
bereichen. 
HPLWR-Kernbereich (jeweils) Nominalkanal Heißkanal 
Anzahl Brennelemente [-] 467 1 
Anzahl Brennstäbe [-] 18680 40 
Berechnungsknoten in axialer Richtung [-] 10 10 
beheizte Länge [m] 4,2 4,2 
Gesamtströmungsfläche [m2] 0,828 1,774*10-3 
Hydr. Durchmesser [mm] 4,602 4,602 
 
Die unteren und oberen Mischkammern werden nur als einfache Volumen dargestellt und 
somit jegliche Einbauten vernachlässigt. Zusätzliches Speisewasservolumen wird durch den 
so genannten inneren Wasserspeicher [31], welcher sich über dem aktiven Kern befindet, 
dem Reaktor zur Verfügung gestellt. Dieser Speicher verzögert während Transienten die 
Temperaturänderungen im System aufgrund seines großen Volumens. Im APROS-Modell 
wird diesem Speicher noch zusätzlich das Wasservolumen der oberen Reaktorkalotte zuge-
schrieben, um den Modellierungsaufwand zu minimieren. 
Die APROS-Brennelementkomponenten der Nominal-, als auch der Heißkanäle der drei 
Kernbereiche werden durch Rohrkomponenten mit den oberen und unteren Mischkammern 
verbunden. Sie sitzen von ihrer geodätischen Höhe direkt über, bzw. unter den Mischkam-
mern. Somit werden die in Kapitel 1.3 beschrieben Kopf- und Fußstücke und sonstige sich 
auf dem Strömungsweg “Mischkammer – Kern“ befindlichen Komponenten vernachlässigt. 
Die künstlich eingeführten Verbindungsrohre besitzen den entsprechenden Strömungsquer-
schnitt der verbundenen Kernbereiche und eine Länge, die der halben Höhe der dazugehöri-
gen Mischkammer entspricht. Eine Ausnahme findet sich jedoch zwischen der inneren, unte-
ren Mischkammer und dem Eintritt zum Verdampfer. Hier müssen Blenden zur Strömungs-
stabilisierung eingeführt werden. Der benötigte K-Wert von 15 wurde von Ortega-Gomez [94] 
berechnet. Selbst in der groben Auflösung des Kernmodells können Strömungsinstabilitäten 
zwischen dem nominalen Verdampferbrennelement und seinem dazugehörigen Heißkanal 
festgestellt werden, wenn die Blenden nicht modelliert werden. Sie sind daher zwingend für 





















Gl. (3-1) beschreibt, wie sich der K-Wert einer Blende aus dem Verhältnis des Eintritts-
durchmessers 1D  und dem Blendendurchmesser 2D  zusammensetzt. Nach Auflösen der 
Gleichung nach 2D  und Ausrechnen eines korrespondierenden Eintrittsdurchmessers 1D  
aus der Gesamtströmungsfläche der nominalen Verdampferkanälen und des Heißkanals, 
ergeben sich für einen K-Wert von 15 in Tab. 3-3 folgende Durchmesser. 
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Tab. 3-3 Blendendurchmesser der nominalen Verdampferbrennelemente und des 
Heißkanals. 
Blende für Verdampfer Nominalkanal Heißkanal 
Gesamtströmungsfläche [m2] 0,828 1,774*10-3 
Eintrittsdurchmessers 1D  [m] 1,027 4,753*10
-2 
Blendendurchmesser 2D [m] 4,872*10
-1 2,254*10-2 
 
Um die Wärmespeicherung im Reaktor zu modellieren, wird eine APROS-Materialstruktur an 
den inneren Wasserspeicher angeschlossen. Diese enthält die Massen des Reaktordruck-
behälters mit Auslassstutzen, des Reaktordruckbehälterdeckels und seiner Flansche, des 
Kernbehälters, des Stahlreflektors und der Steuerstabführungsrohre. Fischer [31] berechnete 
eine Gesamtmasse von 1054,1 t für diese Komponenten. Diese wird nun auf ein Rohr mit 
einem Innenradius von 2,233 m und einer Länge von 14,289 m, was dem Radius des Reak-
tordruckbehälters und der Höhe des gesamten Reaktors entspricht, umgerechnet. Als Mate-
rial wird der Edelstahl 20 MnMoNi 5 5 mit einer Dichte bei Raumtemperatur von 7,84 g/cm3 
verwendet. Somit ergibt sich für ein Volumen von 134,45 m3 eine Wandstärke von 0,592 m. 
Tab. 3-4 Gewicht der wichtigsten Reaktorbaugruppen außerhalb des Kerns laut Fischer 
[31] und korrespondierende Materialstruktur in APROS. 
Reaktorbaugruppen Gewicht [t] 
Reaktordruckbehälter mit Auslassstutzen 671 





Innenradius [m] 2,233 
Länge [m] 14,289 
Wandstärke [m] 0,592 
Volumen [m3] 134,45 
 
Schulenberg et al. [104] geben in ihrer Arbeit als Zielwert an, dass der maximale Druckver-
lust über den Kern 1 MPa nicht übersteigen soll. Mit diesem Druckverlust wurde auch die 
Dampf-Wasserkreislaufanalyse von Brandauer et al. [14] durchgeführt, welche die Grundlage 
für die Modellierung in APROS bildet. Zu diesem Zweck wird ein künstlicher Druckverlust am 
Austritt des Reaktors eingefügt. Für die unterschiedlichen APROS-Kreisläufe ergeben sich 
hierbei unterschiedliche Druckverlustbeiwerte, da in der vorläufigen Version 5.09 für überkri-
tisches Wasser die Kirillov-Korrelation verwendet wird. Dabei zeigt sich, dass mit der Kirillov-
Korrelation ein niedrigerer Druckverlust berechnet wird, und somit ein höherer Druckverlust-
beiwert gesetzt werden muss. 
Tab. 3-5 fasst die Unterschiede in den beiden verwendeten APROS-Modellen für die Kern-
modellierung zusammen. 
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Tab. 3-5 Unterschiede in den Randbedingungen in den verwendeten Dampf-
Wasserkreislauf-Versionen. 
 




Version 5.09 (für Sicher-
heitsanalysen mit Druck-
entlastung) 
Verdampfer (nominal) [MW] 1083,411 1083,077 
Verdampfer (heiß) [MW] 3,455 3,789 
Überhitzer 1 (nominal) [MW] 746,001 746,059 
Überhitzer 1 (heiß) [MW] 2,593 2,535 
Überhitzer 2 (nominal) [MW] 320,314 320,319 





Als Validierung mit den Ergebnissen von Maraczy et al. [75] ist in Abb. 3-2 die Brennstoff-
temperatur auf der Mittellinie des Brennstabs über der beheizten Länge der aktiven Zone 
aufgetragen. Dazu werden die Temperaturen von Maraczy et al. auf die gleiche Diskretisie-
rungslänge von 10 Nodes gemittelt. Es zeigt sich, dass der qualitative Verlauf in allen drei 
Kernbereichen sehr gut wiedergegeben wird. Überhitzer 1 und Überhitzer 2 unterscheiden 
sich dabei nur minimal von den Originaldaten. Größere Unterschiede im Absolutwert erge-
ben sich aber im Verdampfer, in dem die größten Stoffeigenschaftsänderungen des Kühlmit-


























Überhitzer 2 Verdampfer (Maraczy)
Überhitzer 1 (Maraczy) Überhitzer 2 (Maraczy)
 
Abb. 3-2 Vergleich der Brennstofftemperatur des APROS-Kernmodells mit den Daten 
von Maraczy et al. [75]. 
3.1.2 Dampfkreislauf 
Zur Modellierung des HPLWR-Dampf-Wasserkreislaufs werden die in der APROS-Bibliothek 
vorhandenen Standardkomponenten verwendet. Dies beinhaltet die HD-, MD- und ND-
Turbine, den Speisewasserkessel, den Kondensator, die Hauptspeisewasserpumpe, die 
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Kondensatpumpe, die Kühlwasserpumpe, die Ventile und die Verrohrung zwischen den 
Komponenten. 
Im APROS-Modell sind verschiedene Ebenen für den Dampf-Wasserkreislauf vorgesehen. 
Ein Teil der Speisewasserleitung und der Reaktoreintritt befinden sich auf der 32,43 m-
Ebene, während die HD-, MD- und ND-Turbine und alle 7 Speisewasservorwärmer sich auf 
der 30 m-Ebene befinden. Der Unterschied von 2,43 m ergibt sich dabei aus der Differenz 
der Höhen des Speisewasserstutzens am Reaktoreintritt und dem Austritt der Dampfleitung 
aus dem Reaktor. Der Speisewasserkessel ist so positioniert, dass sich der obere Zulauf des 
Speisewassers aus den ND-Speisewasservorwärmern auf der 30 m-Ebene befindet. Bei 
einem Durchmesser von 4,8 m [71] ergibt sich eine geodätische Höhe von 25,2 m. Die 
verbleibenden Komponenten, wie die Hauptspeisewasserpumpe, die Kondensatpumpe, der 
Kondensator und die Kühlwasserpumpe, besitzen eine geodätische Höhe von 5 m, 10 m,    
22 m und 25 m. Somit haben die Hauptspeisewasserpumpe und die Kondensatpumpe eine 
ausreichend hohe Zulaufhöhe von 20,2 m, bzw. 12 m. 
Speisewasserkessel: 
Der Speisewasserkessel fungiert als offener Vorwärmer mit freier Oberfläche. In den ersten 
transienten Analysen des HPLWR-Dampf-Wasserkreislaufs mit APROS, welche in den Ar-
beiten von Schlagenhaufer et al. [99], [98] beschrieben werden, wird ein Speisewasserkes-
selvolumen von 603 m3 als erster Anhaltspunkt verwendet. Diese Größenordnung von Spei-
sewasserkesseln findet in heutigen SWR-Kreisläufen mit einer thermischen Reaktorleistung 
von ungefähr 4000 MWth Verwendung. Wird das Volumen mit der thermischen Leistung des 
HPLWRs von 2300 MWth skaliert, ergibt sich unter Einhaltung der Proportionalität ein Spei-
sewasservolumen von 350 m3. In der Arbeit von Lemasson [71] wird ein Volumen von       
370 m3 bei einem Innendurchmesser von 4,8 m angeben, welches für die hier durchgeführ-
ten Analysen verwendet wird. Das größere Volumen ergab sich nach der Auslegung des 
Speisewasserkessels nach festigkeitsmechanischen Gesichtspunkten und der Extrapolation 
von Speisewasserkesseldimensionen, die die Einhaltung eines bestimmten Verhältnisses 
zwischen Länge zu Kesseldurchmesser für kleine Kessel vorgeben [102]. Zusätzlich wird in 
APROS die Wärmekapazität des Mantels durch eine Materialstruktur berücksichtigt. Das 
verwendete Material ist der ferritische Stahl P91. 
Hauptspeisewasserpumpe, Kondensatpumpe und Kühlwasserpumpe: 
Die in Abb. 1-5 dargestellte Hauptspeisewasserpumpe wird in APROS durch vier Pumpen 
mit jeweils einer Förderleistung von 33% aufgelöst. Dies ermöglicht die in Kapitel 5.5.1 vor-
gestellten Analysen eines Ausfalls einer Hauptspeisewasserpumpe und Anfahren der redun-
danten Ersatzpumpe. Um ein Zurückfließen über die abgeschaltete Ersatzpumpe zu verhin-
dern, müssen alle vier Hauptspeisewasserpumpen zusätzlich mit einer Rückschlagklappe, 
welche sich stromabwärts befindet, ausgestattet werden. Alle anderen im System vorhande-
nen Pumpen werden der Einfachheithalber nur mit einer Pumpenkomponente abgebildet. 
Speisewasservorwärmer: 
Die geometrischen Daten aller Vorwärmer, die in APROS benötigt werden, sind aus der Ar-
beit von Brandauer [15] entnommen. Für die Vorwärmung des Speisewassers muss jeweils 
eine Enthitzungs-, Kondensations- und Unterkühlungsstufe für den Dampf auf der Mantelsei-
te der Vorwärmer separat modelliert werden. Abb. 3-3 zeigt beispielhaft den Temperaturver-
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lauf für einen Vorwärmer und das entsprechende APROS-Modell mit allen drei vorhandenen 
Stufen. Da nicht in allen Turbinenanzapfungen überhitzter Dampf vorhanden ist, ist die 
Enthitzungszone nur für die Speisewasservorwärmer VW 1 bis VW 5 notwendig. Für Spei-
sewasservorwärmer VW 6 und VW 7 kann diese daher entfallen. Zusätzlich ist das Ablaufre-
gelventil für den Kondensatstand im Vorwärmer zu sehen, welches sich am Austritt der Un-
terkühlungszone befindet. Um die Wärmespeicherung des Mantels und der Rohrplatte, durch 
welche die U-Rohre gesteckt werden, zu simulieren, wird eine Materialstruktur mit dem kor-
respondierenden hydraulischen Durchmesser des Mantels an die mantelseitige, thermohyd-
raulische Node der Kondensationskomponente gehängt. Dazu muss das Rohrplatten- und 
Mantelvolumen auf eine Hohlzylinderersatzgeometrie mit dem Innendurchmesser des Man-
tels umgerechnet werden. Das verwendete Material dieser Ersatzgeometrie und der Rohre 


















































Abb. 3-3 Beispielhafte Vorwärmer-Modellierung in APROS mit Enthitzungs-, Kondensa-
tions- und Unterkühlungszone nach dem Temperaturverlauf von Brandauer [15]. 
Ventile: 
Die für die Dampf-Wasserkreislaufanalyse verwendeten Absperrventile haben alle eine 
Schließzeit von einer Sekunde. Dies ist ein typischer Wert von zurzeit erhältlichen Absperr-
armaturen, deren Schließzeiten im Bereich von 0,1s bis 4s liegen. Die Schließzeiten der Re-
gelventile werden hingegen zu 10s angenommen. 
Parametrische Studien, die den minimalen Gesamtströmungsquerschnitt des Turbinen-By-
passventils evaluieren sollten, zeigten, dass 0,03 m2 ein geeigneter Wert ist, wenn der Reak-
tor bei 50% Last abgeschaltet wird und die Turbine und der Zwischenüberhitzer abgeschaltet 
werden. Die Druckentlastung erfolgt dabei über den Turbinen-Bypass. Die Simulationen zei-
gen, dass während der Druckentlastung keine Temperatur- oder Drucküberschwinger im 
Reaktor zu beobachten sind. Die Beschreibung dieser Analysen finden sich bei Schlagen-
haufer et al. [98]. 
Ein kleinerer Gesamtströmungsquerschnitt des Turbinen-Bypassventils kann hingegen für 
die Druckentlastung bei niedrigen Reaktoraustrittstemperaturen verwendet werden. Die in 
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Kapitel 3.4 vorgestellten Ergebnisse für ein kombinierten Ab- und Anfahrsystem werden mit 
einem Strömungsquerschnitt von 0,01 m2 durchgeführt. Das bedeutet, dass in diesem Fall 
zwei von drei Turbinenbypassventilen geschlossen werden könnten. 
Verrohrung: 
Die Verrohrung zwischen den Komponenten ist so dimensioniert, dass der Gesamtströ-
mungsquerschnitt eine Geschwindigkeit von 39 m/s für Dampf und von 4 m/s für Wasser 
nicht übersteigt. Die von Brandauer et al. [14] angenommenen Rohrreibungsdruckverluste 
werden durch einen zusätzlichen Druckverlustkoeffizienten berücksichtigt. 
3.2 Validierung des Volllastpunktes mit IPSEpro-Ergebnissen 
Um die Güte der Modellierung des HPLWR-Dampf-Wasserkreislaufs beurteilen zu können, 
werden die APROS-Ergebnisse des Volllastpunktes mit den Ergebnissen aus der IPSEpro-
Analyse von Brandauer et al. [14] verglichen. In Abb. 0-1, welche im Anhang B zu finden ist, 
wird neben den thermodynamischen IPSEpro Daten wie Massenstrom, Enthalpie, Druck und 
Temperatur die Nummerierung der Vergleichspunkte eingeführt und in Tab. 0-1 der relative 
Fehler berechnet. Die korrespondierenden Vergleichspunkte in APROS liegen dabei direkt 
am Komponentenein- und austritt. Der relative Fehler für den Vergleich der einzelnen Be-































Abb. 3-4 Relativer Fehler der APROS-Modellierung im Vergleich zum IPSEpro-Dampf-
Wasserkreislauf bei Volllast für Massenstrom, Enthalpie, Druck und Temperatur. 
Abb. 3-4 zeigt den relativen Fehler für die jeweiligen Vergleichsgrößen. Es zeigt sich, dass 
die meisten Punkte sich zwischen einem relativen Fehler von ±3% bewegen, was die gute 
Qualität der APROS-Modellierung bestätigt. Größere Abweichungen für den Druck ergeben 
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sich an den Stellen im APROS-Modell, an welchen ein hydrostatischer Druckgewinn zu ver-
zeichnen ist, der in der IPSEpro-Modellierung nicht berücksichtigt wird. Dies ist vor allem bei 
allen Speisewasservorwärmern und dem Kondensator der Fall, da hier durch die Regelung 
eine Wassersäule im Mantel aufgebaut wird. Der größte Fehler von etwa -40% ergibt sich 
durch den hydrostatischen Druckgewinn durch den geodätischen Höhenunterschied Speise-
wasserkessel-Hauptspeisewasserpumpe und der Wassersäule im Speisewasserkessel. 
3.3 Regelung des HPLWR-Dampfkreislaufs im Lastbereich zwischen 50% und 
100% 
Abb. 3-5 beschreibt vereinfacht die Dampf-Wasserkreislaufregelung des HPLWRs zwischen 
50% und 100% Last. In dieser Arbeit ist die thermische Leistung kein Ergebnis der neutroni-
schen Regelung des Reaktorkerns, sondern wird als Eingabeparameter den Brennstäben 
zugeführt (Regelkreis 1 in Abb. 3-5). Sollte in zukünftigen Arbeiten ein Reaktormodell mit 
neutronischer Rückwirkung vorhanden sein, kann die thermische Leistung mit den Steuer-
stäben geregelt werden, wie schon Ishiwatari et al. [49] in ihrer Arbeit beschrieben haben. 
Der Reaktoreintrittsdruck wird durch das Turbinenventil geregelt, was unterschiedlich zu der 
Regelung eines SWRs ist, wo der Turbineneintrittsdruck geregelt wird (Regelkreis 2). Wie 
Rechnungen von Behnke et al. [6] gezeigt haben, scheidet ein Anfahren des Reaktors im 
Gleitdruckbetrieb aufgrund des Erreichens unzulässiger kritischer Siedezustände aus. Der 
HPLWR wird sowohl beim An- und Abfahren, sowie im Lastbetrieb im Festdruck gefahren, 
was durch verschiedene Öffnungsstellungen des Ventils gewährleistet wird. 
Die Reaktoraustrittstemperatur wird durch die Hauptspeisewasserpumpe geregelt (Regel-
kreis 3). Eine Änderung der Drehzahl der Hauptspeisewasserpumpe bewirkt eine Verände-
rung des Gesamtmassenstromes und somit die Aufheizung im Kern bei konstanter thermi-
scher Leistung. 
Die Zwischenüberhitzertemperatur wird durch das Zwischenüberhitzerventil geregelt (Regel-
kreis 4), welches sich auf der heißen Seite zwischen Zwischenüberhitzeraustritt und dem 
letzten HD-Speisewasservorwärmer befindet. Auch dies unterscheidet sich von einem kon-
ventionellen SWR, wo der Massenstrom zum Zwischenüberhitzer durch den Füllstand eines 
Regeltopfes, der sich am Austritt der heißen Seite befindet, geregelt wird. Da sich nach der 
Überhitzung des unterkritischen Dampfs nur pseudo-kondensiertes, überkritisches Wasser 
am Austritt der heißen Seite befindet, ist eine Füllstandsregelung nicht möglich. Die Ent-
scheidung, das Regelventil für die Zwischenüberhitzertemperatur am Austritt der heißen Sei-
te zu platzieren, hat den Grund, dass bei Nominalbetrieb der Zwischenüberhitzereintritts-
druck (22,6 MPa) knapp über dem kritischen Druck liegt. Dadurch wird verhindert, dass es zu 
Strömungsinstabilitäten und starken Änderungen des Wärmeübertragungsmechanismus 
kommen kann, falls es sich vor dem Wärmetauscher befindet und bei transienten Lastände-
rungen der Druck hinter dem Regelventil unterkritisch wird. 
























Abb. 3-5 Vereinfachter Schaltplan der HPLWR-Dampf-Wasserkreislaufregelung zwi-
schen 50% und 100% Last. 
Die anderen Komponenten der Leistungsregelung im SWR, wie Turbinendrehzahl-, die Tur-
binenöffnungs- und die Umleitöffnungsregelung, werden für den APROS-Dampfkreislauf 
nicht näher betrachtet. Ferner wird kein Generator und kein elektrisches Netz modelliert. 
Eine weitere Möglichkeit eines Regelungssystems wird, wie bereits erwähnt, in den Arbeiten 
von Ishiwatari et al. [49] beschrieben. Es unterscheidet sich vom Regelungssystem des 
HPLWRs dahingehend, als dass die Reaktorleistung durch die Hauptspeisewasserpumpen 
und die Reaktoraustrittstemperatur durch die Steuerstäbe geregelt werden. Jedoch zeigte 
diese Regelung eine verschlechterte Regelbarkeit als das andere System. Welches dieser 
Systeme für den HPLWR jedoch besser geeignet ist, kann nur durch zukünftige Analysen mit 
einem Reaktormodell mit neutronischer Rückwirkung entschieden werden. 
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Zusätzlich zu den zuvor beschriebenen Regelkreisen zeigt Abb. 3-5 noch die folgenden Re-
gelsysteme. In allen HD- und ND-Speisewasservorwärmern wird der Kondensatstand in der 
sogenannten Kondensationszone geregelt (Regelkreise 5 und 6). Ein Volllaufen der Konden-
sationszone im Vorwärmer durch das anfallende Kondensat soll verhindert werden, da dies 
die effektive Kondensation von Dampf an der Außenseite der Rohre im Mantelraum des 
Speisewasservorwärmers behindern kann. Des Weiteren sollen die Rohre in der darauffol-
genden Unterkühlungszone immer mit Wasser benetzt sein, um eine effektive Unterkühlung 
zu gewährleisten, weshalb ein Leerlaufen der Komponente nicht wünschenswert ist. Dies 
wird durch ein Ablaufventil bewerkstelligt, was sich zwischen dem Austritt der Unterküh-
lungszone und dem Eintritt der Kondensationszone des darauffolgenden Speisewasservor-
wärmers befindet. Ein Unterschied ergibt sich beim ersten ND-Speisewasservorwärmer, da 
hier das Kondensat in den Kondensatsumpf des Kondensators geleitet wird. 
Die Regelung des Kondensatfüllstands im Kondensator wird auch durch ein Ablaufventil 
durchgeführt (Regelkreis 7). Im Gegensatz zu den Speisewasservorwärmern ist die Funkti-
onsweise dieses Ventils unterschiedlich. Das Kondensatorablaufventil befindet sich strom-
aufwärts der Kondensatpumpe, wie Abb. 3-5 zeigt. Die Kondensatpumpe ist im Gegensatz 
zur Hauptspeisewasserpumpe druckgeregelt, was bedeutet, dass die Drehzahl der Pumpe 
konstant ist. Die Arbeitsweise der Druckregelung wird in Abb. 3-6 ersichtlich, welche eine 
vereinfachte Darstellung der Kondensatpumpenkurve zeigt. Wenn die Ventilposition s des 
Kondensatorventils kleiner als die Nominalposition wird, erhöht sich der Gegendruck der 
Pumpe, was sich in einem verringerten Volumenstrom äußert und der Füllstand im Konden-
sator steigt. Öffnet sich nun das Kondensatorventil wieder, s wird größer, verringert sich so-




































































Abb. 3-6 Vereinfachte Pumpenkurve mit Darstellung der Druckregelung durch das Kon-
densatorablaufventil. 
Um einen maximalen Teillastwirkungsgrad zu erreichen, wird die Kühlmittelaustrittstempera-
tur auf der Kühlmittelkreislaufseite des Kondensators durch die Drehzahl der Kühlwasser-
pumpe geregelt (Regelkreis 8). Da im Teillastbetrieb sich der aus der Niederdruckturbine 
kommende, zu kondensierende Dampfmassenstrom verringert, wird der Kühlmittelmassen-
strom durch die Kühlwasserpumpe dahingehend verringert, sodass die maximale Aufheizung 
des Kühlmittels konstant 10°C beträgt. 
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In APROS wird die Regelung mit PI-Reglern abgebildet, mit denen bei Laständerungen ein 
stabiles Verhalten des Kreislaufs erreicht werden konnte. Gl. (3-3) beschreibt die  Übertra-
gungsfunktion des PI-Reglers in der Summendarstellung, wobei U und E  das Laplace 
transformierte Aus-, bzw. Eingangssignal, pK  die Verstärkung, NT  die Nachstellzeit und s  















pK  und NT  werden empirisch so eingestellt, dass keine Divergenz oder kontinuierliche Os-
zillationen im jeweils betrachteten Lastbereich auftreten. Tab. 3-6 fasst die Regelgrößen, die 
Stellgrößen in den regelnden Komponenten und die Einstellungsparameter pK  und NT  für 
den betrachteten Lastbereich zwischen 50% und 100% zusammen. Da die thermische Leis-
tung und die Vorwärmung des Spalt- und Moderatorwassers ohne Regelung vorgegeben 
werden, fehlt in den entsprechenden Spalten der Eintrag. 
Tab. 3-6 Beschreibung der Regelgrößen, der Stellgrößen in den regelnden Komponen-
ten und der Einstellungsparameter pK  und NT  für den betrachteten Lastbereich zwischen 
50% und 100%. 
Regelgröße Stellgröße Komponente Verstärkung 
pK  [-] 
Nachstellzeit 

















































3.3.1 Voll- und Teillastverhalten des HPLWR-Dampfkreislaufs 
Um das Teillastverhalten des Dampf-Wasserkreislaufs zwischen 50% und 100% Last zu si-
mulieren, folgt die relative thermische Leistung des Kerns einer vorgegebenen Ablaufkurve, 
die in Abb. 3-7 zu sehen ist. Die relative Leistung wird dabei jeweils um 5% in 100s abge-
senkt und für 400s konstant gehalten. Mit diesen Rampen soll die Stabilität des Systems und 
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damit die Regelung überprüft werden. Sie gilt als gut, wenn der Dampf-Wasserkreislauf nach 
400s einen stationären Zustand erreicht. Diese Prozedur wird dann wiederholt bis die ther-
mische Leistung im Kern 50% erreicht. Hierbei muss aber angemerkt werden, dass die ther-
mische Leistung, die für die Vorwärmung des Spalt- und Moderatorwassers verwendet wird, 
konstant gehalten wird, und nicht der Änderung der thermischen Leistung im Kern, die in 
Abb. 3-7 dargestellt ist, unterliegt. Dies beruht auf der Annahme, dass durch die konstante 
Reaktoraustrittstemperatur von 500°C zwischen 50% und 100% Last die treibende Tempera-



























Abb. 3-7 Ablaufkurve für die thermische Leistung im Kern zwischen 50% und 100% 
Last. 
Während des Teillastbetriebs erhalten die Regelkreise die in Tab. 3-7 festgelegten Sollwerte. 
Wie zu erkennen ist, wird der Reaktor im Festdruck betrieben und der Reaktoreintrittsdruck 
daher konstant auf 25 MPa geregelt. Die Reaktoraustrittstemperatur und Zwischenüberhit-
zertemperatur betragen 500°C, beziehungsweise 441°C im betrachteten Lastbereich. Hier-
durch wird ein hoher Teillastwirkungsgrad erreicht und gewährleistet, dass die HD-Turbine 
während des Teillastbetriebs nicht in das Zweiphasengebiet entspannt. Die Endfeuchte der 
ND-Turbine bleibt durch die konstante Zwischenüberhitzung nahezu konstant. 
Tab. 3-7 Sollwerte für die Regelung des HPLWR-Kreislaufs zwischen 50% und 100% 
Last 
Regelgröße Sollwert 
Reaktoreintrittsdruck 25 MPa 
Reaktoraustrittstemperatur 500°C 
Zwischenüberhitzertemperatur 441°C 
Vorwärmerfüllstand 1 m 
Kondensatorfüllstand 1 m 
Kühlmittelaustrittstemperatur 25°C 
 
Weiterhin wird der Füllstand in allen Speisewasservorwärmern und dem Kondensator dahin-
gehend geregelt, dass immer 1 m Wassersäule im Kondensationsbereich vorhanden ist. Der 
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Grund dafür ist, dass die Außenseite der Rohre der nachfolgenden Unterkühlungskompo-
nente der Speisewasservorwärmer immer mit Wasser benetzt sein soll und die Zulaufhöhe 
der Kondensatpumpen durch den Kondensatorfüllstand geregelt wird. Um einen guten Teil-
lastwirkungsgrad zu erreichen, wird die Kühlmittelaustrittstemperatur des Kondensators kon-
stant auf 25°C geregelt. Da im Teillastbetrieb sich der Dampfmassenstrom aus der Turbine 
verringert, kann die Drehzahl der Kühlwasserpumpe reduziert und somit der Eigenbedarf des 
Kraftwerks abgesenkt werden. Die Pumpendrehzahl darf dabei eine Mindestdrehzahl von 
10% der nominalen Drehzahl nicht unterschreiten, so dass immer eine Strömung in den 
Kondensatorrohren gewährleistet ist. 
3.3.2 Ergebnisse der Volllastanalyse im HPLWR-Kern 
Abb. 3-8 beschreibt den Verlauf der Enthalpie, der Dichte, des Drucks, der Unterkanaltempe-
ratur, der Brennstofftemperatur und der Hüllrohrtemperatur für die Nominal- und Heißkanäle 
in den drei Kernbereichen für 100% Last. Im Verlauf der Enthalpie lässt sich sehr gut der 
vorgegebene Heißkanalfaktor von 2 in der Aufheizung der Heißkanäle wiederfinden. Die 
größte Aufheizung erfolgt dabei im Verdampfer und dann abnehmend in den darauffolgen-
den Kernbereichen Überhitzer 1 und Überhitzer 2. Des Weiteren ist zu erkennen, dass alle 
nachfolgenden Kernbereiche immer beim Ausgangswert des vorangehenden Kernbereichs 
starten, da die in APROS modellierten Mischkammern ideale Mischungen erzeugen. Dieser 
Idealzustand kann in Wirklichkeit nicht ganz erreicht werden, was Wank et al. [125] zeigen. 
Die größte Dichteänderung im Reaktor findet im Verdampfer statt. Für den Nominalkanal des 
Verdampfers kann vom Ein- zum Austritt ein Dichteunterschied von einem Faktor von 3 und 
im Heißkanal von einem Faktor von 8 festgestellt werden. Geringere Dichteunterschiede sind 
im Überhitzer 1-Nominalkanal mit einem Faktor von 3 und für den Heißkanal mit einem Fak-
tor von 4 vorhanden, während im Überhitzer 2 die Dichteunterschiede für den Nominal- wie 
den Heißkanal unter einem Faktor von 1,5 liegen. 
Der Druckverlustverlauf der Heißkanäle ist im Vergleich zu ihren korrespondierenden Nomi-
nalkanälen anders. Diese Differenz ist im Verdampfer relativ stark ausgeprägt, da hier zum 
einen die Eintrittsblenden im Nominal- und Heißkanal einen unterschiedlichen Eintrittsdruck 
bewirken und zum anderen im Verdampfer die größte Dichteänderung herrscht. Da in den 
anderen Kernbereichen keine Eintrittsblenden vorhanden sind und der Dichtegradient kleiner 
wird, nimmt im Überhitzer 1 und im Überhitzer 2 die Differenz zwischen den Druckverläufen 
der Nominal- und Heißkanäle immer weiter ab. Des Weiteren kann aus der Abbildung he-
rausgelesen werden, dass der Druckverlust über den Nominal- und Heißkanal im Verdamp-
fer etwa 0,1 MPa, im Überhitzer 1 etwa 0,2 MPa und im Überhitzer 2 etwa 0,3 MPa beträgt. 
Durch die Vorwärmung des Moderator- und Spaltwassers tritt das Kühlmittel mit etwa 310°C 
in den Verdampfer ein. Im Nominalkanal des Verdampfers steigt dann die Temperatur knapp 
über die dem anliegenden Druck entsprechende pseudokritische Temperatur von etwa 
384°C, während im dazugehörigen Heißkanal die pseudokritische Temperatur nach ungefähr 
2 m beheizter Länge überschritten wird und sich dort ein Plateau mit nahezu konstanter 
Temperatur ausbildet. Der Grund hierfür liegt in dem bereits erwähnten Maximum der spezi-
fischen Wärmekapazität beim Überschreiten der pseudokritischen Temperatur. Die Fluid-
temperatur im Verdampfer-Heißkanal steigt dann weiter auf über 500°C an und wird in der 
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oberen Mischkammer mit dem Fluid aus dem Verdampfer-Nominalkanal vermischt. Mit einer 
Temperatur von 386°C tritt dann das Fluid in den Überhitzer 1 ein und wird im Nominalkanal 
auf 441°C und im Heißkanal auf 616°C erhitzt. Durch die nachfolgende Vermischung in der 
unteren Mischkammer tritt das Fluid dann mit 444°C in den Überhitzer 2 ein und wird im No-













































































































































































Abb. 3-8 Verlauf der Enthalpie, der Dichte, des Drucks, der Unterkanaltemperatur, der 
Brennstofftemperatur und der Hüllrohrtemperatur für die Nominal- und Heißkanäle in den 
drei Kernbereichen für 100% Last. 
Der Brennstofftemperaturverlauf auf der Zentralachse für die 3 Kernbereiche zeigt, dass im 
Verdampfer die höchste Temperatur auftritt und in den nachfolgenden Überhitzern 1 und 
Überhitzern 2 niedrige Temperaturen auftreten. Der Grund dafür ist, dass im Verdampfer die 
höchste thermische Leistung erzeugt wird. Des Weiteren liegen die Brennstofftemperaturen 
der Heißkanäle über den Temperaturen ihrer korrespondierenden Nominalkanäle. So ergibt 
sich für den Verdampfer-Heißkanal eine maximale Brennstofftemperatur von 2058°C, für den 
Überhitzer 1-Heißkanal 1707°C und für den Überhitzer 2-Heißkanal 1071°C. Im Vergleich 
dazu liegen die maximalen Brennstofftemperaturen der Nominalkanäle des Verdampfers, 
des Überhitzers 1 und des Überhitzers 2 bei 1446°C, 1053°C und 753°C. 
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Als letztes sind in Abb. 3-8 die Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle darge-
stellt, die einen ähnlichen Verlauf wie die Unterkanaltemperaturen aufweisen. Beim Über-
schreiten der pseudokritischen Temperatur von 384°C ist im Nominalkanal des Verdampfers 
und vor allem im dazugehörigen Heißkanal eine Verminderung der Hüllrohrtemperatur er-
kennbar, die aufgrund des verbesserten Wärmeübergangs zurückzuführen ist. Die maxima-
len Hüllrohrtemperaturen in den Nominalkanälen des Verdampfers, des Überhitzers 1 und 
des Überhitzers 2 betragen 404°C, 462°C und 508°C. Im Vergleich ergeben sich in den 
Heißkanälen erfahrungsgemäß höhere Hüllrohrtemperaturen, die für den Verdampfer 555°C, 
für den Überhitzer 1 673°C und für den Überhitzer 2 612°C betragen. Somit kann der Heiß-
kanal des Überhitzers 1 als der heißeste im Reaktor identifiziert werden, der sogar über den 
zulässigen 620°C für die Kriechfestigkeit liegt [25]. Genauere Rechnungen von Maraczy et 
al. [75] zeigen einen kleineren Heißkanalfaktor im Überhitzer 2, während er hier künstlich auf 
zwei angehoben wird. Des Weiteren kann ein Absinken der Hüllrohrtemperaturen in allen 
Kernbereichen am Ende der jeweiligen Aufheizung aufgrund des axialen Leistungsprofils im 
Kern beobachtet werden. 
3.3.3 Ergebnisse der Teillastanalyse zwischen 50% und 100% Last 
Nachfolgend wird nun auf die Dampf-Wasserkreislaufanalyse zwischen 50% und 100% Last 
eingegangen. Das Verhältnis der Druckverminderung über das Turbinenventil paus/pein, das 
Verhältnis des Reaktoreintrittdrucks zum nominalen Reaktoreintrittsdruck bei Volllast p/pnom 
und das Verhältnis des Gesamtmassenstroms zum nominalen Gesamtmassenstrom bei Voll-



















Abb. 3-9 Abhängigkeit des Reaktoreintrittdrucks, der Druckminderung über das Turbi-
nenventil und des Gesamtmassenstroms von der Last zwischen 50% und 100%. 
Wie zu erkennen ist, befindet sich zwischen 50% und 100% Last der Reaktor im Festdruck-
betrieb, da die Regelung des Reaktoreintrittsdrucks einen konstanten Sollwert in diesem 
Lastbereich voraussetzt. Demzufolge muss die Turbine sich im Gleitdruckbetrieb befinden, 
da nach dem Dampfkegelgesetz der Turbineneintrittsdruck bei festem Kondensatordruck mit 
sich verringerndem Massenstrom abnimmt. Die Kurve für die Druckminderung über das Tur-
binenventil nimmt bei Volllast nicht den Wert 1 an. Der Grund dafür ist, dass 5% des Turbi-
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nenventileintrittdrucks bei Volllast weggedrosselt werden muss, um den Reaktoreintrittsdruck 
auf 25 MPa zu regeln. Weiterhin zeigt sich, dass sowohl der Massenstrom als auch die 
Druckminderung über das Turbinenventil, und somit der Turbineneintrittsdruck eine lineare 
Abhängigkeit über den Lastbereich zeigen. Somit entsprechen 50% Last 49% des Volllast-




















Abb. 3-10 Abhängigkeit des Nettowirkungsgrades von der Last zwischen 50% und 
100%. 
Der Verlauf des Gesamtwirkungsgrades zwischen 50% und 100% Last unter Berücksichti-
gung des Eigenbedarfs des Kreislaufs ist in Abb. 3-10 dargestellt. Der Gesamtwirkungsgrad 
fällt von 43,5% bei Volllast auf 41,1% bei 50% Last, was einen sehr guten Teillastwirkungs-
grad darstellt. 
In den nachfolgenden Abb. 3-11 bis Abb. 3-19 sind Analysen des Teillastverhaltens darge-
stellt. Auf der Abszisse ist dabei eine Zeitskala mit Werten bis 5100s dargestellt. Sie ergibt 
sich aus dem Verlauf der Ablaufkurve aus Abb. 3-7, welche ein stufenweises Abfahren des 
Reaktors auf 50% in 5%-Schritten darstellt. 
Wie in Abb. 3-11 zu erkennen ist, sinkt die Reaktoreintrittstemperatur mit reduzierter thermi-
scher Leistung von 280°C bei Volllast auf 244°C bei 50% Last. Der Grund hierfür ist das in 
Abb. 3-9 beschriebene Gleitdruckverhalten der Turbine hinter dem Turbinenventil, das durch 
das von Stodola [114] eingeführte Kegelgesetz beschrieben wird. Somit ist die Speisewas-
servorwärmung im Teillastbetrieb limitiert und erreicht nicht dieselbe Reaktoreintrittstempera-
tur wie bei Volllast. Diese Limitierung der Speisewasservorwärmung wird nachfolgend in die-
sem Kapitel näher erläutert. Als Konsequenz müssen variable Reaktoreintrittsbedingungen 
für die Reaktorauslegung berücksichtigt werden, da kälteres Speisewasser in einer besseren 
Moderation der Neutronen und somit in einer höheren Reaktivität resultiert. Darüber hinaus 
wird die Reaktoraustrittstemperatur durch die Regelung während des Abfahrprozesses kon-
stant gehalten, um einen maximalen Teillastwirkungsgrad zu erreichen. Die geringen Unter-
schwinger der Reaktoraustrittstemperatur ergeben sich aus dem Umstand, dass die Rege-
lung durch die Reduzierung der thermischen Leistung die Drehzahl der Hauptspeisewasser-
pumpen und somit den Gesamtmassenstrom nachführt. 























Abb. 3-11 Verlauf der Reaktoreintritts- und Reaktoraustrittstemperatur zwischen 50% 
und 100% Last. 
Der Verlauf des Reaktoreintritts- und -austrittsdrucks ist in Abb. 3-12 dargestellt. Der Reak-
toreintrittsdruck wird im Teillastbetrieb zwischen 50% und 100% Last konstant auf 25 MPa 
geregelt. Gleichzeitig steigt der Reaktoraustrittsdruck von 24 MPa bei Volllast auf 24,8 MPa 
bei 50% Last, da der Druckverlust im Reaktor bei abnehmendem Massenstrom immer gerin-
ger wird. Weiterhin lassen sich leichte Schwankungen im Reaktoreintritts- als auch im -aus-
trittsdruck feststellen, da die thermische Leistung der in Abb. 3-7 definierten Teillastkurve 




















Abb. 3-12 Verlauf des Reaktoreintritts- und Reaktoraustrittsdrucks zwischen 50% und 
100% Last. 
Bei der ersten Lastabsenkung von 100% auf 95% beträgt der Unterschwinger im Vergleich 
zum Sollwert von 25 MPa 0,07 MPa. Wird die thermische Leistung weiter reduziert, werden 
die Unterschwinger im Druck immer geringer und sind unter 80% thermischer Leistung des 
Kerns nicht mehr feststellbar. Der Grund dafür ist, dass die Regler sich zwischen 80% und 
100% thermischer Leistung im Vergleich zu dem restlichen betrachteten Teillastbereich 
langsamer verhalten. Das deutet daraufhin, dass sich die Totzeit im System maßgeblich än-
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dert. Dies macht es schwierig, Reglereinstellungen zu finden, die die gleiche Güte der Rege-

























Abb. 3-13 Verlauf der Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle zwischen 50% 
und 100% Last. 
Abb. 3-13 beschreibt den Verlauf der Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle 
zwischen 50% und 100% Last. Während die Hüllrohrtemperaturen der Verdampfer, Überhit-
zer 1 und Überhitzer 2 Nominalkanäle als auch die Hüllrohrtemperatur des Überhitzers 2-
Heißkanals während des Abfahrens auf 50% nahezu konstant bleiben, zeigt der Heißkanal 
des Verdampfers eine Verminderung um 75°C auf 480°C und der Heißkanal des Überhitzers 























Abb. 3-14 Massenströme durch die Nominal- und Heißkanäle zwischen 50% und 100% 
Last. 
Der Grund für die sich erniedrigende Hüllrohrtemperaturen des Verdampfer-Heißkanals liegt 
in der Verteilung des Massenstroms auf die Unterkanäle, was in Abb. 3-14 dargestellt ist. Bei 
100% Last ist der Massenstrom in allen Unterkanälen gleich, da auf den jeweiligen 100% 
Last-Wert bezogen wird. Bei 50% Last (5100s) hat eine relative Umverteilung stattgefunden. 
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Der Heißkanal des Verdampfers erhält nun ca. 56% seines ursprünglichen Massenstroms, 
während der Heißkanal des Überhitzers 2 47% erhält. In allen anderen Kernbereichen wer-
den 49% erreicht, wobei die Verläufe der Massenströme des Verdampfer-, Überhitzer 1- und 
Überhitzer 2-Nominalkanals ungefähr dem Massenstromverlauf des Überhitzer 2-Heißkanals 












Abb. 3-15 Bezeichnung der Anzapfungen und Austritte der HD-, MD- und ND-Turbine. 
Die zuvor erwähnte Limitierung der Speisewasservorwärmung wird durch das Turbinenkenn-
feld und durch den Massenstrom und die Temperaturen des Dampfs an den Turbinenanzap-
fungen und -austritten verursacht. Abb. 3-15 zeigt die Bezeichnung der einzelnen Anzapfun-
gen, beziehungsweise die Austritte der HD-, MD- und ND-Turbine, die für die folgende Ana-
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Abb. 3-16 Druck der Turbinenanzapfungen zwischen 50% und 100% Last. 
Abb. 3-16 beschreibt die Druckänderung während des Abfahrens auf 50% Last für die jewei-
ligen Anzapfungen und Austritte. Die Druckänderungen der Anzapfung A und des Austritts B 
der HD-Turbine sind während des Teillastbetriebs größer als für die MD- und ND-Turbine. 
Beispielsweise fällt der Druck für A und B bei 50 % Last um mehr als 3,5 MPa, beziehungs-
weise um 2 MPa ab. Hingegen kann bei der ND-Turbine (Anzapfung G) nur eine Verringe-
rung des Drucks um 0,07 MPa festgestellt werden. 
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Ein ähnliches Verhalten ergibt sich für die Temperaturänderung der Anzapfung A und des 
Austritts B, welche sich in Abb. 3-17 wiederfinden. Wie zu erkennen ist, sinkt die Temperatur  
um 50°C beziehungsweise um 25°C. Jedoch zeigen die Anzapfungen C, D und der Austritt E 
der MD-Turbine keine Abhängigkeit von der Laständerung, obwohl wie bei der HD-Turbine 
immer überhitzter Dampf vorliegt. Die Temperatur der ND-Turbine bleibt bei Teillast ebenfalls 
konstant. Dieses konstante Verhalten begründet sich darin, dass der Druck im Zweiphasen-
gebiet, in das alle ND-Anzapfungen entspannen (Abb. 3-18), während des Abfahrens nahezu 
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Abb. 3-18 Dampfmassenanteil der Turbinenanzapfungen zwischen 50% und 100% Last.
Abb. 3-18 zeigt den Dampfmassenanteil für alle Anzapfungen und Turbinenaustritte als 
Funktion der Zeit. Während der Reduzierung der thermischen Leistung im Kern und der dar-
auffolgenden Regelantwort expandiert der Dampf im Austritt B der HD-Turbine, der bei Voll-
last leicht überhitzt vorliegt, in das Zweiphasengebiet. Die erzeugte Nässe wird zu dem Zwi-
schenüberhitzer transportiert und nachfolgend verdampft. Da aber der Dampf maximal nur 
1,5% Nässe enthält, werden keine Probleme hinsichtlich Erosion in der HD-Turbine erwartet. 
Die MD-Turbine entspannt während des Abfahrens komplett in das Sattdampfgebiet. Des 
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Weiteren zeigen die Anzapfungen und der Austritt der ND-Turbine, dass die Nässe immer 
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Abb. 3-19 Massenstrom der Turbinenanzapfungen zwischen 50% und 100% Last. 
Einen linearen Abfall des Massenstroms der Turbinenanzapfungen und der Austritte der ein-
zelnen Turbinen während des Teillastbetriebs zeigt Abb. 3-19. Wie schon bei den anderen 
Abbildungen zu beobachten ist, zeigt sich die HD-Turbine, vor allem Anzapfung A, sensitiv 
bei der Reduzierung der thermischen Leistung. Bei der ersten Absenkung von 100% auf 
95% thermischer Leistung im Kern zeigt sich ein Unterschwinger des Anzapfmassenstroms 
A der HD-Turbine von ungefähr 20 kg/s. Bei weiterer Reduzierung der thermischen Leistung 
auf 80% nimmt der Absolutwert des Unterschwingers immer weiter ab und beträgt zwischen 
80% und 50% thermischer Leistung nur noch 1 bis 2 kg/s. Die anderen Anzapfungen und 
Austritte zeigen sich dagegen relativ unsensitiv auf diese Regelung. 
3.4 Entwicklung eines kombinierten Ab- und Anfahrsystems im Lastbereich 
unter 50% 
Ausgehend von den in Kapitel 1.2 durchgeführten Überlegungen wird ein kombiniertes Ab- 
und Anfahrsystem entwickelt, das viele Vorteile der einzelnen Konzepte in sich vereinen soll. 
Grundsätzlich wird der HPLWR-Dampf-Wasserkreislauf, wie in Kapitel 3.3.1 erwähnt, bei 
einem konstanten Druck von 25 MPa und einer konstanten Reaktoraustrittstemperatur von 
500°C im Leistungsbetrieb zwischen 50% und 100% Last gefahren. Unterhalb von 50% Last 
wird angenommen, dass ein wirtschaftlicher Leistungsbetrieb nicht in Frage kommt. Unab-
hängig von der thermischen Leistung des Reaktors wird ein konstanter Mindestmassenstrom 
benötigt, um Strömungsumkehr im Kern zu verhindern. Dadurch sinkt jedoch die Reaktor-
austrittstemperatur mit sinkender Leistung ab, was zur Folge hat, dass der Dampf in der HD-
Turbine in das Zweiphasengebiet, mit Erosionsgefahr für die Turbinenschaufeln, entspannt 
wird. 
Das Zweiphasengemisch hinter der HD-Turbine müsste dann im Zwischenüberhitzer kom-
plett verdampft werden, was einen immer höher werdenden Anteil an Frischdampf benötigt, 
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um die mit sinkender Reaktoraustrittstemperatur ansteigende Feuchte wieder zu verdamp-
fen. Da ein Dauerbetrieb mit Erosion in der HD-Turbine unvorteilhaft ist und zu Beschädi-
gungen führt, kann entweder der Reaktor abgeschaltet und ohne Turbine kontrolliert abge-
fahren, oder durch konstruktive Maßnahmen im Dampfkreislauf dieses Problem umgangen 
werden. Eine konstruktive Maßnahme wäre, die HD-Turbine in einem Bypass zu umgehen 
und die MD-Turbine direkt mit Frischdampf zu beaufschlagen. Dazu müsste die HD-Turbine 
von der Welle, auf der alle Turbinen und der Generator platziert sind, entkoppelt und mit ei-
ner Kupplung wieder verbunden werden. Eine solche Anordnung ist in der Kraftwerkstechnik 
absolut unüblich und wird auch von Turbinenherstellern nicht angeboten. 
Eine andere konstruktive Maßnahme wäre einen Wasserabscheider vor den Zwischenüber-
hitzer zu platzieren. Dadurch könnte der Turbinenbetrieb bis zu einer akzeptablen Restfeuch-
te in der HD-Turbine aufrechterhalten werden. Damit ist eine zusätzliche, im Leistungsbetrieb 
nicht benötigte Komponente vorhanden, die als Strömungswiderstand vor dem Zwischenüb-
erhitzer wirkt und im Endeffekt die eigentlich zur Verfügung stehende Turbinenwellenleistung 
dadurch reduziert. 
Aus den zuvor genannten Gründen sind konstruktive Maßnahmen im Dampfkreislauf nicht 
von Vorteil. Demnach wurde folgende Fahrweise des Reaktors und des Kreislaufs festgelegt: 
• 100% - 50% Leistungsbetrieb 
• 50% - 0% Ab- und Anfahrbetrieb 
Eine Möglichkeit wäre eine Reaktorschnellabschaltung mit Turbinen- und Zwischenüber-
hitzerschnellschluss unter 50% Last durchzuführen, da diese für eine Notfallabschaltung des 
ganzen Systems bei jeglicher Last zur Verfügung stehen muss. Analysen von Schlagenhau-
fer et al. [98] zeigten, dass ein zeitlich begrenzter Rückstrom im Überhitzer 1 während der 
Schnellabschaltung bei 50% Last zu einem leichten Anstieg der Hüllrohrtemperaturen führt, 
der jedoch nicht kritisch ist. Da aber der Dampf-Wasserkreislauf mit kaltem Wasser aus dem 
Speisewasserkessel und dem Kondensator geflutet wird, sind schnelle Temperaturänderun-
gen in dickwandigen Bauteilen zu erwarten, die Wärmespannungen verursachen. 
Zu diesem Zweck wurde im Rahmen dieser Arbeit ein kombiniertes Ab- und Anfahrsystem 
entwickelt. Es arbeitet bei konstantem Reaktoreintrittsdruck, um die Gefahr der Hüllrohr-
schädigung durch Siedekrise auszuschließen. 
Im Betrieb bildet das kombinierte Ab- und Anfahrsystem zwei Kreisläufe: 
1. Reaktor, Wasserabscheider (WA) mit Anfahrkondensatbehälter (AKB), Speisewas-
serkessel (SWK), Hauptspeisewasserpumpen und HD-Speisewasservorwärmer VW 
1 bis VW 4. 
2. Reaktor, Wasserabscheider mit Anfahrkondensatbehälter, Kondensator als Haupt-
wärmesenke, ND-Speisewasservorwärmer, Speisewasserkessel, Hauptspeisewas-
serpumpen und HD-Speisewasservorwärmer. 
Simulation und Ergebnisse des HPLWR-Dampf-Wasserkreislaufs mit APROS 
75 
Es besteht bei beiden Kreisläufen die Möglichkeit, den letzten HD-Speisewasservorwärmer 
mantelseitig mit Dampf aus dem Wasserabscheider zu bespeisen. Hierdurch kann die Tem-
peratur des Speisewassers im Reaktor so geregelt werden, dass unzulässige thermische 















































Abb. 3-20 Vereinfachter Schaltplan der kombinierten Ab- und Anfahrsystemregelung des 
HPLWR-Dampf-Wasserkreislaufs unter 50% Last. 
Abb. 3-20 stellt dieses kombinierte Ab- und Anfahrsystem für den HPLWR-Dampf-Wasser-
kreislauf inklusive der benötigten Regelstrecken da. Der Übersicht halber wird auf die Dar-
stellung des Kondensators, der Kondensatpumpe und der ND-Speisewasservorwärmer ver-
zichtet (Kreislauf 2). Das System mit Wasserabscheider (WA) und Anfahrkondensatbehälter 
(AKB) für das abgeschiedene Wasser ist dem Anfahrsystem von kohlebefeuerten Kraftwer-
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ken angelehnt und fasst die Vorteile der in Kapitel 1.2.4.1 vorgestellten Anfahr-Konzepte 
zusammen. Zusätzlich werden noch Regel- und Absperrventile benötigt, welche einen Fest-
druckbetrieb erst ermöglichen. 
Solange sich der komplette Dampf-Wasserkreislauf im Teillastbetrieb zwischen 50% und 
100% Last befindet, wirkt sich das kombinierte Ab- und Anfahrsystem nicht auf den restli-
chen Kreislauf aus, da es durch Absperrventile und Rückschlagklappen abgetrennt ist. Unter 
50% Last werden die Leitungen zu und aus den Turbinen und dem Zwischenüberhitzer 
durch Ventile geschlossen und somit diese Komponenten und deren Regelung abgeschaltet. 
Zum langsamen Ab- und dem späteren Anfahren, beziehungsweise Anwärmen der Turbine 
und des Zwischenüberhitzers, wird auf die gängige Verfahrensweise verwiesen, die in Kapi-
tel 1.2 beschrieben ist, und in dieser Arbeit daher nicht gesondert betrachtet. 
Zum Abfahren wird der aus dem Reaktor kommende Dampf gleichzeitig durch das kombi-
nierte Ab- und Anfahrsystem geleitet, indem sich bei 50% Last eine Absperrarmatur A1 öff-
net, die sich vor dem Wasserabscheider befindet. Hierbei sollten zu große Druckspitzen 
während der Umschaltung vermieden werden. Währenddessen bleiben der Gesamtmassen-
strom und der Reaktoreintrittsdruck konstant. Um den Festdruckbetrieb zu gewährleisten, 
wird ein druckminderndes Regelventil R1 benötigt, das sich zwischen der Absperrarmatur 
und dem Wasserabscheider befindet, da das Turbinenregelventil zur Reaktoreintrittsregelung 
nun nicht mehr zur Verfügung steht. Um Bauraum zu sparen, können die beiden Ventile A1 
und R1 zu einem Ventilblock zusammengefasst werden. Eine Besonderheit dieses Systems 
ist, dass nach der Umschaltung zum kombinierten Ab- und Anfahrsystem der Dampf am Ein-
tritt des Wasserabscheiders immer noch überhitzt ist, da das Regelventil noch nicht in das 
Zweiphasengebiet entspannt. Dies geschieht erst, wenn die Reaktoraustrittstemperatur unter 
etwa 425°C fällt, was die Schnittpunkttemperatur der 25 MPa-Isobaren mit der Isenthalpen 
der Taulinie im T-s-Diagramm darstellt. Somit muss dieses Ventil sowohl mit reinem Dampf 
als auch mit einem Zweiphasengemisch voll funktionsfähig sein. 
Die Reaktoreintritts- und Speisewasserkesseltemperatur werden während des Abfahrpro-
zesses so lange wie möglich konstant gehalten, um die Thermospannungen der Komponen-
ten zu verringern. Ein Teil des Frischdampfs wird dazu, wie schon erwähnt, mantelseitig auf 
den letzten HD-Speisewasservorwärmer geleitet. Der Speisewasserkessel wird dadurch auf 
Temperatur gehalten, weil ihm sowohl Dampf aus dem Wasserabscheider als auch Konden-
sat aus dem Anfahrkondensatbehälter zugeführt werden. 
Das dabei anfallende Kondensat des letzten HD-Speisewasservorwärmers wird nun nicht 
mehr durch die HD-Kondensatkaskade geleitet, da alle anderen HD-Speisewasservorwärmer 
wegen des fehlenden Turbinenanzapfmassenstroms keine Vorwärmung des Speisewassers 
erlauben und somit abgeschaltet werden. Aus diesem Grund wird das Kondensat über eine 
Bypassleitung direkt an den anderen HD-Speisewasservorwärmer vorbei in den Speisewas-
serkessel geführt. Zusätzlich wird die Kondensatregelung aller HD- und ND-Speisewasser-
vorwärmer, bis auf den sich noch im Betrieb befindenden, abgeschaltet und die Kondensat-
leitungen jeweils durch eine Absperrarmatur geschlossen. Dies gewährleistet, dass der Kon-
densatfüllstand beim Abschalten der Speisewasservorwärmer erhalten bleibt. 
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Der restliche, nicht mehr zur Vorwärmung benötigte Dampf und das überschüssige abge-
schiedene Wasser werden über Leitungen in den Kondensator geführt und dann als Speise-
wasser durch die ND-Speisewasservorwärmer in den Speisewasserkessel unter zur Hilfe-
nahme der Kondensatpumpe gefördert. Dort wird es mit einem Teil des durch den Wasser-
abscheider getrennten Dampfs und dem abgeschiedenen Wasser und dem Kondensat aus 
dem letzten HD-Speisewasservorwärmer aufgeheizt, bevor es den Speisewasserkessel wie-
der in Richtung der Hauptspeisewasserpumpen verlässt. Der Druck des Speisewassers wird 
nach dem Verlassen des Speisewasserkessels auf überkritischen Druck durch die Haupt-
speisewasserpumpen erhöht und durchfließt die nächsten drei HD-Speisewasservorwärmer 
und erfährt eine Aufheizung im letzten HD-Speisewasservorwärmer, bevor es wieder im Re-
aktor durch die thermische Leistung aufgeheizt wird. 
Die thermische Leistung kann nun bis auf die Nachzerfallsleistung des Kerns abgesenkt 
werden, wobei die Reaktoraustrittstemperatur unter die pseudokritische Temperatur fällt. 
Somit verlässt ein Fluid mit höherer Dichte als Dampf den Reaktor und wird durch das Re-
gelventil weiterhin in das Zweiphasengebiet entspannt. Im Kern tritt weiterhin kein Sieden 
auf. Durch die Absenkung der thermischen Leistung kann die Vorwärmung des Speisewas-
sers ab einem bestimmten Zeitpunkt nicht mehr aufrechterhalten werden. Da dies aber erst 
bei niedriger thermischer Leistung bzw. Reaktoraustrittstemperatur erfolgt, sind die zu erwar-
tenden Thermospannungen als relativ gering einzuschätzen. Schlussendlich muss der 
Dampf-Wasserkreislauf noch druckentlastet werden. Dies geschieht durch das Schließen 
des kombinierten Ab- und Anfahrsystems mithilfe der Absperrarmatur A1 vor dem Wasser-
abscheider und dem gleichzeitigen Öffnen des Turbinen-Bypassventils A2. Dies kann wie 
schon erwähnt bei niedrigen Temperaturen erfolgen, bei denen keine schwerwiegenden Ma-
terialtemperaturänderungen zu erwarten sind. Da der Dampf-Wasserkreislauf mit diesem 
System auch angefahren werden kann, ergibt sich die Anfahrprozedur in umgekehrter Rei-
henfolge. 
Im Folgenden soll auf die Regelung des kombinierten Ab- und Anfahrsystems eingegangen 
werden, da die Dampf-Wasserkreislaufregelung, welche zwischen 50% und 100% Last Ver-
wendung findet, nicht mehr eingesetzt werden kann. Abb. 3-20 beschreibt die benötigten 
Regelkreise: 
• Das kombinierte Ab- und Anfahrsystem benötigt eine alternative Reaktoreintritts-
druckregelung, um Festdruckbetrieb zu ermöglichen, da das Turbinenregelventil zu-
sammen mit der Turbine abgeschaltet wird. Das dazu verwendete Regelventil R1 ist 
mit Regelkreis α gekennzeichnet. 
• Die Reaktoreintrittstemperatur wird durch den Regelkreis β geregelt. Das Regelventil 
R2 von β ist direkt mit dem Kondensator verbunden. Der durch den Wasserabschei-
der abgetrennte Dampf wird über eine Rückschlagklappe zu der Kondensationszone 
des letzten HD-Speisewasservorwärmers geleitet. 
• Die in Kapitel 3.3 beschriebene Reaktoraustrittstemperaturregelung durch die Haupt-
speisewasserpumpen wird auf die direkte Regelung des Speisewassermassenstroms 
umgeschaltet, um einen konstanten Durchsatz durch den Kern zu gewährleisten. 
Dies ist aus Regelkreis γ ersichtlich. 
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• Die Speisewasserkesseltemperatur wird über zwei Ventile R3 und R4 geregelt (Re-
gelkreis δ und ε), welche sich jeweils in der Dampfleitung des Wasserabscheiders, 
die den Wasserabscheider mit dem Speiserwasserkessel verbindet, und der Draina-
geleitung des Anfahrkondensatbehälters befinden. Regelkreis δ kontrolliert dabei di-
rekt die Speisewasserkesseltemperatur durch den zugeführten Dampf, während das 
Regelventil von ε, vergleichbar mit dem Regelkreis β, direkt mit dem Kondensator 
verbunden ist und dadurch das abgeschiedene Wasser über eine zusätzliche Leitung 
mit einer Rückschlagklappe dem Speisewasserkessel zugeführt wird. 
• Da der Anfahrkondensatbehälter für das abgeschiedene Wasser eine freie Oberflä-
che besitzt, muss der Füllstand über das Ablaufventil des Regelkreises ζ geregelt 
werden, um ein Volllaufen des Anfahrkondensatbehälters und des sich darüber be-
findenden Wasserabscheiders zu verhindern. Danach kann das abgeschiedene 
Wasser gemäß des Regelkreises ε auf den Speisewasserkessel oder den Kondensa-
tor aufgeteilt werden. 
• Bei niedriger thermischer Leistung wird Regelkreis δ abgeschaltet und das dazugehö-
rige Ventil R3 sperrt die Leitung komplett ab, da die Menge des abgeschiedenen 
Wassers und das Kondensat aus dem letzten HD-Speisewasservorwärmer ausreicht, 
die Speisewasserkesseltemperatur konstant zu halten. Der restliche abgetrennte 
Dampf kann somit komplett dem letzten HD-Speisewasservorwärmer zugeführt wer-
den, was die Vorwärmung des Speisewassers über einen noch längeren Zeitraum 
ermöglicht. 
• Die Kondensatfüllstandregelung der restlichen sechs HD- und ND-Speisewasser-
vorwärmer wird wegen des fehlenden Turbinenanzapfmassenstroms ausgeschaltet 
und durch Schließung der Abschaltarmaturen mantelseitig voneinander getrennt. 
• Die in Kapitel 3.3 beschriebenen Kondensator-Füllstand- und Kühlmittelaustrittstem-
peraturregelung sind weiterhin im kombinierten Ab- und Anfahrsystem in Betrieb. 
Die beschriebene Regelung des kombinierten Ab- und Anfahrsystems hat den Vorteil, dass 
sie bei jedem Lastbereich, also auch über 50% Last, angewendet werden kann, da die Mo-
mentanwerte der Reaktoreintrittstemperatur, der Speisewasserkesseltemperatur und des 
Gesamtmassenstroms als Sollgrößen dem Regelungssystem übergeben werden können. Da 
aber bei einer Aktivierung des kombinierten Ab- und Anfahrsystems über 50% Last das 
meiste der thermischen Leistung im Kondensator abgeführt wird, ist dieser Betrieb nicht 
sinnvoll. 
3.4.1 Modellierung des kombinierten Ab- und Anfahrsystems in APROS 
Der Wasserabscheider und der Anfahrkondensatbehälter des kombinierten Ab- und Anfahr-
systems werden in APROS nicht separat modelliert und stattdessen durch eine thermody-
namische Node ersetzt, die das eintretende Zweiphasengemisch perfekt trennt. Das Node-
Volumen von 5,9 m3 entspricht dem inneren Gesamtvolumen von 96 kleinen Zyklon-
Wasserabscheidern, die von Velluet [119] dimensioniert wurden. Dabei wird das Volumen 
des Anfahrkondensatbehälters vernachlässigt. Durchgeführte parametrische Studien, in de-
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nen das Node-Volumen zwischen 2 und 45 m3 variiert wurde, zeigen jedoch keine signifikan-
ten Unterschiede während des Betriebs des kombinierten Ab- und Anfahrsystems. Unter-
schiede bestehen nur in der Füllzeit des Anfahrkondensatbehälters. Somit kann das Node-
Volumen dementsprechend in fortführenden Arbeiten angepasst werden, sobald die Größe 
des Anfahrkondensatbehälters bekannt ist, ohne nennenswerte Unterschiede in den Ergeb-
nissen befürchten zu müssen. 
Velluet [119] fasst die Wasserabscheider in vier Wasserabscheiderbatterien zu je 24 Was-
serabscheidern zusammen, die durch ein gemeinsames Zulaufrohr miteinander verbunden 
sind. Abb. 3-21 zeigt beispielhaft einen Wasserabscheider auf der linken Seite und eine 
Wasserabscheiderbatterie auf der rechten Seite. Der Abscheiderdurchmesser beträgt 0,41 m 
und die Höhe ist mit 0,71 m angegeben. Der Vorteil von kleinen Abscheidern besteht in der 
großen Gewichtsreduktion der kompletten Installation. Velluet berechnet für die 96 Wasser-
abscheider ohne Berücksichtigung des Gewichts des Anfahrkondensatbehälters und der 
benötigten Verbindungsrohre ein Gesamtgewicht von 27,6 t. Ein einziger Wasserabscheider 







Abb. 3-21 Zyklon-Wasserabscheider für das kombinierte Ab- und Anfahrsystem und in 
Kombination mit 24 Abscheidern als eine von vier Wasserabscheiderbatterien [119]. 
Die zusätzlichen Regelkreise, die beim kombinierten Ab- und Anfahrsystem eingeführt wer-
den, werden auch mit PI-Reglern realisiert. Dazu müssen die pK - und NT -Werte wieder 
empirisch so eingestellt werden, dass keine Divergenz oder kontinuierliche Oszillationen im 
kombinierten Ab- und Anfahrbetrieb auftreten. Tab. 3-8 fasst die Regelgrößen, die Stellgrö-
ßen in den regelnden Komponenten und die Einstellungsparameter pK  und NT  für den 
kombinierten Ab- und Anfahrbetrieb zusammen. Die Einstellparameter für die weiterhin gel-
tenden Regelkreise, wie die für den Füllstand des letzten HD-Speisewasservorwärmers und 
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Tab. 3-8 Beschreibung der Regelgrößen, der Stellgrößen in den regelnden Komponen-
ten und der Einstellungsparameter pK  und NT  für den kombinierten Ab- und Anfahrbetrieb. 
Regelgröße Stellgröße Komponente Verstärkung 
pK  [-] 
Nachstellzeit 





































Da die thermische Leistung nur als Eingabeparameter ohne Reaktivitätsrückwirkung vorhan-
den ist, wird die Reaktorschnellabschaltung durch die Steuerstäbe und damit die Reduktion 
der thermischen Leistung vereinfacht als lineare Funktion modelliert. Die Dauer der Schnell-
abschaltung wird zu 3,5s gesetzt. Nach dieser Zeit wird angenommen, dass die thermische 
Leistung einer modifizierten Funktion der Nachzerfallswärme folgt. Gl. (3-4) beschreibt die 
Grundform der produzierten Nachzerfallsleistung in einem nuklearen System, nachdem das 
Zerfallsgesetz über der Zeit integriert wurde [109]. 




P −− +−⋅=  für 10s < t < 107s (3-4)
Dabei beschreibt thP  die thermische Leistung, resP  die Nachzerfallsleistung, 0t  die Betriebs-
dauer des Kerns und t  die Zeit nach der Abschaltung. Die modifizierte Gleichung für die 
Nachzerfallsleistung, die in APROS implementiert wird, ist in Gl. (3-5) dargestellt. Die folgen-
den Annahmen werden dabei getroffen: Die Betriebsdauer 0t  des Kerns ist sehr viel größer 
als die Zeit t  nach dem Abschalten, so dass der Ausdruck 200
,)tt( −+  zu Null wird. Der Zeit t  
nach dem Abschalten wird eine Sekunde hinzuaddiert. Dadurch wird gewährleistet, dass die 
lineare Funktion stetig bei 6,22% thermischer Leistung in die Nachzerfallsfunktion übergeht, 
da Gl. (3-4) normalerweise erst ab dem Zeitraum von etwa 10 Sekunden nach dem Abschal-
ten gilt. 




P −+⋅=  (3-5)
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Nicht nur bei der Schnellabschaltung wird Gl. (3-5) angewendet. Auch beim sequentiellen 
Abschalten der jeweiligen Kernbereiche wird angenommen, dass die thermische Leistung 
der modifizierten Nachzerfallsfunktion folgt, sobald die thermische Leistung unter 6,22% fällt. 
Beim sequentiellen Anfahren des Kerns wird die momentane thermische Leistung gemes-
sen, die immer noch der modifizierten Nachzerfallsleistung folgt, und mit der vorgegeben 
Anfahrkurve verglichen. Steigt nun der Sollwert aus der Anfahrkurve über den Momentan-
wert der thermischen Leistung im Kern, wird Gl. (3-5) wieder ausgesetzt und der Kern folgt 
der Vorgabe der thermischen Leistung aus der Anfahrkurve. Durch diese Maßnahme wird 
ein stetiger Übergang zwischen den zwei Funktionen ermöglicht. 
3.4.2 Ereignissequenz des HPLWR-Dampfkreislaufs im Lastbereich unter 50% 
Wie auch schon beim Abfahren des Dampfkreislaufs von Volllast auf 50% Teillast, folgt die 
thermische Leistung des Kerns unter 50% Last und mit aktiviertem, kombiniertem Ab- und 
Anfahrsystem einer vorgegebenen Abfahrsequenz, die in Abb. 3-22 gegeben ist. Die thermi-
sche Leistung wird innerhalb von 1000s sequentiell in den jeweiligen Kernbereichen herun-
tergefahren und zwar zuerst in Überhitzer 2, gefolgt von Überhitzer 1 und schlussendlich im 
Verdampfer. Technisch realisieren könnte man dies durch die Steuerstäbe, die den Kern von 















































Abb. 3-22 Stufenweise Abschaltung der einzelnen Kernbereiche unter 50% Last. 
Diese Fahrweise ist mit Hilfe gekoppelter 3D-Neutronik-Thermohydraulik-Simulationen zu 
überprüfen. Die stufenweise Abschaltung wird im Realfall sicher nicht so ausführbar sein, wie 
hier angenommen wurde, da der Neutronenfluss im Kern stetig verläuft. Der Grund für die 
sequentielle Fahrweise der thermischen Leistung ist, dass der Durchgang durch die pseudo-
kritische Temperatur immer im Verdampfer vonstatten gehen soll um Strömungsinstabilitäten 
zu vermeiden, die im Überhitzer 1 auftreten können, falls die größte Dichteänderung dort 
auftritt und somit dichteres Fluid nach unten und dampfförmiges Fluid, wegen des Auftriebs-
effekts, nach oben strömt. 
Die Vorwärmung des Spalt- und Moderatorwassers, die noch zwischen 50% und 100% Last 
als konstant angenommen wurde, folgt unter 50% Last proportional der jeweiligen Änderung 
der thermischen Leistung der drei Kernbereiche, da nun die Reaktoraustrittstemperatur ab-
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gesenkt wird und somit das treibende Temperaturgefälle zwischen den Moderator- und 
Brennelementkästen abnimmt. 
Wie bereits erwähnt wurde, werden die Reaktoreintrittstemperatur und die Speisewasser-
kesseltemperatur durch die Regelung solange wie möglich konstant gehalten, um die thermi-
schen Belastungen von dickwandigen Bauteilen, wie dem Reaktordruckbehälter, so gering 
wie möglich zu halten. Zu diesem Zweck werden der Momentanwert der Temperaturen des 
Reaktoreintritts und des Speisewasserkessels beim Umschalten auf das kombinierte Ab- und 
Anfahrsystems gespeichert und als Sollwerte ihrer jeweiligen Regelkreise zugeführt. Bei 50% 
Last entsprechen die Reaktoreintrittstemperatur 241°C und die Speisewasserkesseltempera-
tur 135°C. Nach Abschaltung des Kerns durch Reduzierung der thermischen Leistung auf die 
Nachzerfallsleistung, wird das kombinierte Ab- und Anfahrsystem durch Absperrventile abge-
trennt und gleichzeitig der Reaktor durch Öffnen des Turbinen-Bypass druckentlastet. 
Um den Dampf-Wasserkreislauf wieder anfahren zu können, wird die Abfahrprozedur in um-
gekehrter Reihenfolge durchlaufen. Dazu wird der Speisewassermassenstrom durch die 
Hauptspeisewasserpumpen auf den 50%-Last-Wert geregelt. Um eine gleichmäßige Druck-
erhöhung im System ohne Druckschwankungen zu gewährleisten, kann das Ventil R1 im 
Regelkreis α, welches für die Regelung des Reaktoreintrittsdrucks zuständig ist, während der 
Simulation nicht komplett geschlossen werden. Parametrische Studien zeigen, dass das 
Ventil mindestens zu 0,1% geöffnet sein muss. Technisch kann dies in zwei Arten realisiert 
werden. Zum einen mit einem Regelventil, das wie in der Simulation, sich nicht komplett 
schließen lässt, oder mit sogenannten Resistor-Röhren, welche als Bypass zum Regelventil 
ausgeführt sind und einen erheblichen Druckverlust verursachen, welcher die Regelbarkeit 















































Abb. 3-23 Stufenweises Anfahren der einzelnen Kernbereiche unter 50% Last. 
Die Aufheizung des Dampf-Wasserkreislaufs durch den Reaktor erfolgt nachdem der Sys-
temdruck auf 25 MPa erhöht wird, da im Festdruck angefahren werden soll. Abb. 3-23 be-
schreibt die sequentielle Erhöhung der thermischen Leistung auf jeweils 50% in den drei 
Kernbereichen in 1000s. Zuerst wird die thermische Leistung im Verdampfer, danach im Üb-
erhitzer 1 und schlussendlich im Überhitzer 2 erhöht. Der Grund hierzu ist derselbe wie beim 
sequentiellen Abschalten der Kernbereiche, da die großen Dichtegradienten immer im auf-
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wärts strömenden Verdampfer vonstatten gehen sollen. Eine Wartezeit von 1000s zwischen 
den einzelnen Leistungserhöhungen wird zur Verifizierung der Regelbarkeit eingeführt. Die 
Vorwärmung des Moderator- und Spaltwassers unter 50% Last und mit aktiviertem Ab- und 
Anfahrsystem wird als proportional zur Leistungserhöhung in den einzelnen Kernbereichen 
angenommen. 
Die beim Abfahrprozess gespeicherten Sollwerte für die Reaktoreintrittstemperatur- und 
Speisewassertemperaturregelung werden beim Anfahren wiederverwendet, um den gleichen 
Ausgangszustand bei 50% Last wie beim Abfahren zu erreichen. In diesem Fall betragen die 
Sollwerte 135°C für die Speisewassertemperatur und 241°C für die Reaktoreintrittstempera-
tur. 
Ist die Erhöhung der thermischen Leistung in allen Kernbereichen auf 50% abgeschlossen, 
wird das kombinierte Ab- und Anfahrsystem ausgeschaltet und der aus dem Reaktor kom-
mende Dampf auf den Zwischenüberhitzer und die Turbine geleitet und der normale Sys-
tembetrieb bei 50% Teillast wieder aufgenommen. Danach kann die thermische Leistung in 
allen Kernbereichen wieder auf 100% erhöht werden und der Dampf-Wasserkreislauf befin-
det sich im Volllastbetrieb. Dabei sollen die verwendeten Ab- und Anfahrkurven nur als ein 
erster Schritt betrachtet werden. Sie können dahingehend optimiert werden, falls sich durch 
die vorgestellte Fahrweise Thermospannungen ergeben sollten, die nur durch genaue struk-
turmechanische Analysen von Bauteilen feststellbar sind. 
Tab. 3-9 Sollwerte für die Regelung des HPLWR-Kreislaufs beim Betrieb des kombi-
nierten Ab- und Anfahrsystems. 
Regelgröße Sollwert 
Reaktoreintrittsdruck 25 MPa 
Reaktoreintrittstemperatur 
Momentanwert gemessen bei Aktivierung 
des kombinierten An- und Abfahrsystems 
Speisewassermassenstrom 
Momentanwert gemessen bei Aktivierung 
des kombinierten An- und Abfahrsystems 
Speisewasserkesseltemperatur 
Momentanwert gemessen bei Aktivierung 
des kombinierten An- und Abfahrsystems 
Anfahrkondensatbehälterfüllstand 2 m 
Vorwärmerfüllstand 1 m 
Kondensatorfüllstand 1 m 
Kühlmittelaustrittstemperatur 25°C 
 
Während des Betriebs des kombinierten Ab- und Anfahrsystems erhalten die Regelkreise die 
in Tab. 3-9 festgelegten Sollwerte, die unterhalb von 50% Last konstant gehalten werden. 
Wie zu erkennen ist, wird der Reaktor im Festdruck betrieben und der Reaktoreintrittsdruck 
daher konstant auf 25 MPa geregelt. Die Besonderheit des Systems ist, dass die Reaktorein-
trittstemperatur-, die Speisewasserkesseltemperatur- und die Speisewassermassenstromre-
gelung die Momentanwerte erhalten, die beim Umschalten auf das kombinierte Ab- und An-
fahrsystem gemessen und gespeichert werden. Weiterhin wird der Füllstand im letzten sich 
noch im Betrieb befindlichen HD-Speisewasservorwärmer und dem Kondensator dahinge-
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hend geregelt, dass immer 1 m Wassersäule im Kondensationsbereich vorhanden ist, um ein 
Leer- oder Volllaufen der beiden Komponenten zu verhindern. Aus demselben Grund wird 
der Füllstand des Anfahrkondensatbehälters des kombinierten Ab- und Anfahrsystems, der 
sich im APROS-Modell aus den 96 Wasserabscheidern und dem Anfahrkondensatbehälter 
zusammensetzt, auf 2 m Füllstandshöhe geregelt. Des Weiteren wird die Kühlmittelaustritts-
temperatur des Kondensators unter der Niederdruckturbine weiterhin konstant auf 25°C ge-
regelt. Auch während des Betriebs des kombinierten Ab- und Anfahrsystems darf die Dreh-
zahl der Kühlmittelpumpen dabei einen bestimmten Wert nicht unterschreiten, so dass ein 
Mindestmassenstrom durch die Rohre im Kondensator immer noch vorhanden ist. Die Min-
destdrehzahl beträgt 10% der nominalen Drehzahl. 
 
Tab. 3-10 beschreibt die Zeitleiste für die Abfahr- und Anfahrprozedur des Dampfkreislaufs 
beim Betrieb des kombinierten Ab- und Anfahrsystems. 
Tab. 3-10 Zeitleiste für die Abfahr- und Anfahrprozedur des HPLWR-Dampf-





Abschaltung der Turbinen und des Zwischenüberhitzers und Inbetriebnahme 
des kombinierten Ab- und Anfahrsystems 
5200 
Beginn der Absenkung der thermischen Leistung im Überhitzer 2 auf Nach-
zerfallsleistung 
6200 
Beginn der Absenkung der thermischen Leistung im Überhitzer 1 auf Nach-
zerfallsleistung 
7200 
Beginn der Absenkung der thermischen Leistung im Verdampfer auf Nach-
zerfallsleistung 
8200 
Reaktorkern komplett abgeschaltet; Druckentlastung über den Turbinen-










Schließung des Turbinen-Bypass und Aktivierung des kombinierten Ab- und 
Anfahrsystems 
8700 Beginn der Erhöhung der thermischen Leistung im Verdampfer auf 50% 
9700 Erhöhung der thermischen Leistung im Verdampfer auf 50% abgeschlossen 
10700 Beginn der Erhöhung der thermischen Leistung im Überhitzer 1 auf 50% 
11700 Erhöhung der thermischen Leistung im Überhitzer 1 auf 50% abgeschlossen 
12700 Beginn der Erhöhung der thermischen Leistung im Überhitzer 2 auf 50% 
13700 Erhöhung der thermischen Leistung im Überhitzer 2 auf 50% abgeschlossen 
14700 Abschaltung des kombinierten Ab- und Anfahrsystems und Inbetriebnahme 
der Turbinen und des Zwischenüberhitzers; Umschaltung auf Nominalbe-
triebregelung innerhalb von 100s 
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3.4.3 Ergebnisse der Simulation des kombinierten Ab- und Anfahrsystems 
3.4.3.1 Abfahren im Festdruck unter 50% Last 
Der Abfahrprozess mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem wird laut Zeitleiste aus Tab. 
3-10 ab Zeitpunkt 5100s initialisiert. Abb. 3-24 beschreibt den Verlauf der thermischen Leis-
tung, des Reaktoreintrittdrucks und des Wasserabscheiderdrucks. Nach 100s folgt die ther-
mische Leistung der in Abb. 3-22 vorgegebenen Abschaltkurve für die einzelnen Kernberei-
che. Des Weiteren ist in Abb. 3-24 die gesamte thermische Leistung des Reaktors aufgetra-
gen, die sich sowohl aus der thermischen Leistung der drei Kernbereiche als auch aus der 
thermischen Leistung, die für die Vorwärmung des Moderator- und Spaltwassers im Kern 
verwendet wird, zusammensetzt. Somit beträgt diese über 50%. Da die drei Kernbereiche 
unterschiedlich hohe thermische Leistungen aufweisen und der Abfahrprozess bei allen 
Kernbereichen 1000s beträgt, äußert sich dies in einer unterschiedlichen Steigung der Ab-
fahrkurve der thermischen Leistung. Gut zu erkennen ist ein nahezu konstanter Bereich am 
Ende jeder Absenkung der thermischen Leistung. Dieser kommt zustande, wenn die thermi-
sche Leistung unter 6,22% nun nicht mehr der linearen Funktion, sondern dem Zerfallsge-

































































Abb. 3-24 Verlauf der thermischen Leistung, des Reaktoreintrittsdrucks und des Was-
serabscheiderdrucks beim Abfahren mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% 
Last. 
Während des Umschaltens auf die Leitungen des kombinierten Ab- und Anfahrsystems und 
der damit verbundenen Schließungen der Dampfleitungen zu den Turbinen und dem Zwi-
schenüberhitzer wird ein Drucküberschwinger von kleiner als 1 MPa festgestellt. Während 
des Abfahrens bleibt der Druck konstant auf 25 MPa und fällt nach 3100s durch das Öffnen 
des Turbinen-Bypass und dem Schließen des kombinierten Ab- und Anfahrsystems durch 
die Druckentlastung auf unter 4 MPa. Dabei ist die Druckentlastung von 25 MPa auf 7,5 MPa 
relativ schnell und geht danach langsamer vonstatten, da der kritische Massenstrom im Tur-
binen-Bypassventil den Gesamtmassenstrom begrenzt und somit die Druckabsenkung be-
hindert. 
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Auch im Wasserabscheider (WA) ist eine kurzzeitige Drucküberhöhung von 2,5 MPa wäh-
rend des Umschaltens auf das kombinierte Ab- und Anfahrsystem zu beobachten. Danach 
stabilisiert sich der Druck des Wasserabscheiders auf 4 MPa und bleibt konstant, bis sich 
durch die Absenkung der Reaktoraustrittstemperatur zwangsweise auch der Wasserab-
scheiderdruck absenken muss. Der Grund dafür ist, dass die Reaktoreintritts- und die Spei-
sewasserkesseltemperatur durch die Umverteilung des aus dem Wasserabscheider (WA) 
kommenden Dampfs und Wassers auf einen konstanten Wert geregelt werden, und somit im 
letzten HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) und im Speisewasserkessel (SWK) eine freie 
Oberfläche und somit ein konstanter Siededruck vorliegt. Dies äußert sich in konstanten 






























Abb. 3-25 Verlauf der Reaktoreintritts-, der Reaktoraustritts-, der Wasserabscheider- und 
der Speisewasserkesseltemperatur beim Abfahren mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsys-
tem unter 50% Last. 
Abb. 3-25 zeigt den Verlauf der Reaktoreintritts-, der Reaktoraustritts-, der Wasserabschei-
der- und der Speisewasserkesseltemperatur. Die Reaktoraustrittstemperatur steigt beim 
Umschalten auf das kombinierte Ab- und Anfahrsystem leicht um 25°C auf 525°C an. Der 
Grund dafür ist, dass die Frischdampftemperatur nicht mehr durch die Hauptspeisewasser-
pumpen geregelt wird und durch die in Abb. 3-24 beobachte Druckschwankung sich der Ge-
samtmassenstrom kurzzeitig erniedrigt und somit eine erhöhte Austrittstemperatur zur Folge 
hat. Nachfolgend sinkt die Reaktoraustrittstemperatur durch die Reduzierung der thermi-
schen Leistung weiter ab, wobei keine lineare Absenkung auftritt. Bei einer Temperatur von 
ungefähr 384°C verläuft die Temperaturkurve nahezu konstant, da dies die pseudokritische 
Temperatur bei einem Druck von 25 MPa darstellt und dort die Wärmekapazität ihr Maximum 
hat. Kurz bevor das System durch den Turbinen-Bypass druckentlastet wird, beträgt die End-
temperatur des Reaktoraustritts 252°C. 
Die Wasserabscheidertemperatur steigt beim Umschalten auf das kombinierte Ab- und An-
fahrsystem auf 400°C und folgt dem Verlauf der Reaktoraustrittstemperatur augenblicklich. 
Ein konstanter Wert, der minimal über der Reaktoreintrittstemperatur liegt, stellt sich jedoch 
nach ungefähr 1000s ein, wenn die Reaktoraustrittstemperatur unter 425°C fällt. Zu diesem 
Zeitpunkt entspannt das Druckregelventil zum ersten Mal den aus dem Reaktor kommenden 
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Dampf in das Zweiphasengebiet. In der APROS-Node, die den Wasserabscheider (WA) und 
den Anfahrkondensatbehälter (AKB) zusammenfasst, bildet sich durch die Ablaufregelung 
eine freie Wasseroberfläche. Da der Druck, wie in Abb. 3-24 gezeigt wird, im Wasserab-
scheider (WA) konstant ist, muss somit auch die Temperatur, die der Siedetemperatur beim 
gegebenen Druck entspricht, konstant bleiben. Eine weitere Absenkung der Reaktoraustritts-
temperatur führt aber dazu, dass die Vorwärmung des Speisewassers nicht mehr gegeben 
ist und sich daher auch die Wasserabscheidertemperatur, beziehungsweise der Siededruck 
des Wasserabscheiders (WA) absenken muss, da der mantelseitige Siededruck im letzten 
HD-Speisewasservorwärmer (VW 1), der die Druckrandbedingung für den Wasserabschei-
der (WA) vorgibt, fällt. 
Die Reaktoreintritts- und die Speisewasserkesseltemperatur werden während des Abfahr-
prozesses durch die Regelung nahezu konstant gehalten. Nach 2900s allerdings, was einer 
thermischen Leistung von etwa 8% entspricht, fällt die Reaktoreintrittstemperatur, da das 
Regelungssystem die Temperatur wegen der weiter fallenden Reaktoraustrittstemperatur 
nicht länger konstant halten kann.  
Nach der Druckentlastung fallen alle Temperaturen, da das kombinierte Ab- und Anfahrsys-
tem abgeschaltet und der ganze Dampf-Wasserkreislauf mit kaltem Kondensatorwasser ge-






































Abb. 3-26 Verlauf des Speisewassermassenstroms und der jeweiligen Wasserabschei-
dermassenströme beim Abfahren mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% 
Last. 
Der Verlauf des Speisewassermassenstroms und der jeweiligen Wasserabscheidermassen-
ströme beim Abfahren ist in Abb. 3-26 dargestellt. Der Speisewassermassenstrom wird wäh-
rend des Abfahrens durch die Hauptspeisewasserpumpen konstant gehalten. Nur beim Be-
ginn des Abfahrprozesses, wenn der Zwischenüberhitzer und die Turbine abgeschaltet wer-
den, und am Ende, wenn der Turbinen-Bypass bei der Druckentlastung geöffnet wird, erge-
ben sich Überschwinger im Gesamtmassenstrom. Im ersten Fall beträgt der Überschwinger 
etwa 100 kg/s und im letzteren etwa 600 kg/s. Jedoch sind dadurch keine Probleme für den 
Betrieb des kombinierten Ab- und Anfahrprozesses zu erwarten, da die Überschwinger nur 
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kurzzeitig auftreten und nur im letzteren Fall aufgrund der Druckentlastung in den Kondensa-
tor zu solch hohen Werten führt. 
Zu Beginn der Abfahrsequenz wird der Frischdampf zum Wasserabscheider (WA) geleitet, 
wo er auf den letzten HD-Speisewasservorwärmer (VW 1), den Speisewasserkessel (SWK) 
und den Kondensator je nach Erfordernis verteilt wird. Das Druckregelventil entspannt dabei 
noch nicht in das Zweiphasengebiet. Somit liegt nur Dampf zur Vorwärmung des Speisewas-
sers im letzten HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) und im Speisewasserkessel (SWK) vor. 
Etwa 75% des Dampfs wird zum Kondensator geleitet. Darüber hinaus wird in den ersten 
45s des Abfahrprozesses kein Dampf zum letzten HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) gelei-
tet, da der Druck im Vorwärmer den Wasserabscheiderdruck übersteigt und die Rückschlag-
klappe daher geschlossen ist. 
Die Dampfmassenströme zum letzten HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) und zum Spei-
sewasserkessel (SWK) bleiben während des Abfahrens nahezu solange konstant, bis das 
Druckregelventil in das Zweiphasengebiet entspannt und sich zum ersten Mal Wasser ab-
scheidet. Die zeitliche Verzögerung von etwa 100s, die zwischen dem ersten Abscheiden 
und dem Zuführen des abgeschiedenen Wassers zum Speisewasserkessel (SWK) liegt, hat 
die Ursache, dass das APROS-Volumen, das die Wasserabscheider (WA) und den Anfahr-
kondensatbehälter enthält, sich am Anfang langsam füllt und die Regelung das Ablaufventil 
erst öffnet, wenn der Füllstand einen gewissen Wert übersteigt. Da durch die Reduzierung 
der Reaktoraustrittstemperatur die Menge des abgeschiedenen Wassers zunimmt, steigt der 
Massenstrom des abgeschiedenen Wassers zum Speisewasserkessel (SWK). Als Folge 
muss die Regelung den Dampfmassenstrom zum Speisewasserkessel (SWK) zurückneh-
men. Nach 2000s ist der Massenstrom des abgeschiedenen Wassers hoch genug, um allei-
ne den Speisewasserkessel (SWK) auf Temperatur zu halten. Demzufolge reduziert die Re-
gelung den Dampfmassenstrom zum Speisewasserkessel (SWK) auf Null, indem das Regel-
ventil R3 komplett geschlossen wird. Dies gibt nun die Möglichkeit den Dampf komplett wäh-
rend des weiteren Abfahrens dem letzten HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) zuzuführen. 
Ab diesem Zeitpunkt werden das überschüssige, abgeschiedene Wasser dem Kondensator 
zugeführt. Die Mengen des dem Speisewasserkessel (SWK) und dem Kondensator zuge-
führten, abgeschiedenen Wassers halten sich nach 2700s ungefähr in der Waage. 
Der überschüssige Dampfmassenstrom, der nicht zur Vorwärmung des Speisewassers be-
nötigt und zum Kondensator geleitet wird, nimmt beim Abfahren immer weiter ab, da immer 
weniger Dampf im Wasserabscheider (WA) getrennt wird. Nach 2800s wird kein Dampf mehr 
dem Kondensator zugeführt und der komplette Dampfmassenstrom wird nur dem letzten HD-
Speisewasservorwärmer (VW 1) zur Verfügung gestellt. Wird ab diesem Zeitpunkt die Reak-
toraustrittstemperatur noch weiter abgesenkt, reduziert sich der für die Vorwärmung des 
Speisewassers benötigte Dampfmassenstrom, was die in Abb. 3-25 beschriebene Absen-
kung der Reaktoreintrittstemperatur zur Folge hat. Nach 3100s wird das kombinierte Ab- und 
Anfahrsystem abgeschaltet und der Turbinen-Bypass geöffnet. Somit reduzieren sich die 
korrespondierenden Massenströme zu Null. 
Abb. 3-27 stellt den Verlauf der Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle beim 
Abfahren mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% Last dar. Aufgrund des 
sukzessiven Abschaltens des Reaktors, beginnend mit Überhitzer 2 und Überhitzer 1, sinken 
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die korrespondierenden Hüllrohrtemperaturen auf 400°C. Der Grund hierfür ist, dass durch 
die Regelung des kombinierten Ab- und Anfahrsystems die Reaktoreintrittstemperatur kon-
stant gehalten wird. Im weiteren Verlauf der Simulation fallen die Hüllrohrtemperaturen auf 
250°C, sobald im Verdampfer die thermische Leistung auf die Nachzerfallswärme reduziert 
wird und die Regelung die Reaktoreintrittstemperatur aufgrund der sinkenden Reaktoraus-

























Abb. 3-27 Verlauf der Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle beim Abfahren 
mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% Last. 
Zusätzlich sei noch der Verlauf der Massenströme durch die Nominal- und Heißkanäle beim 

























Abb. 3-28 Verlauf der Massenströme durch die Nominal- und Heißkanäle beim Abfahren 
mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% Last. 
Wie zu erkennen ist, bleiben die Massenströme durch alle Nominalkanäle und der Massen-
strom durch den Überhitzer 2-Heißkanal während des Abfahrens nahezu konstant und zei-
gen einen Wert von 50%. Nur bei der Druckentlastung ergibt sich ein Peak in den Massen-
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strömen, da der Turbinen-Bypass zum Kondensator geöffnet wird. Die Heißkanäle des Ver-
dampfers und des Überhitzers 1 zeigen jedoch ein anderes Verhalten. Während der Mas-
senstrom des Überhitzer 1-Heißkanals am Anfang des Abfahrens ein paar Prozentpunkte 
unter den Nominalkanälen liegt, steigt sein Massenstrom über 50% sobald die thermische 
Leistung im Überhitzer 1 unter 25% fällt. Für den Verdampfer-Heißkanal ist dasselbe zu be-
obachten. Ein etwas größerer Anstieg ist ab dem Zeitpunkt 7100s zu sehen, da hier die 
thermische Leistung im Verdampfer reduziert und somit der Druckverlust aufgrund der nied-
rigeren Aufheizung im Unterkanal vermindert wird. 
3.4.3.2 Anfahren im Festdruck bis 50% Last 
Der Reaktor soll nun mit Hilfe des kombinierten Ab- und Anfahrsystems angefahren werden. 
Vereinfachend wird hier nicht von einem kalten System auf Umgebungstemperatur gestartet, 
sondern von einem Stand-By-Betrieb, der als Ausgangszustand die Bedingungen bei 8600s 

































































Abb. 3-29 Verlauf der thermischen Leistung, des Reaktoreintrittsdrucks und des Was-
serabscheiderdrucks beim Anfahren mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% 
Last. 
Abb. 3-29 zeigt den Verlauf der thermischen Leistung, des Reaktoreintritts- und des Wasser-
abscheiderdrucks. Die thermische Leistung folgt nach 100s der in Abb. 3-23 vorgegebenen 
Anfahrkurve für die jeweiligen Kernbereiche, nachdem das System auf 25 MPa Druck ge-
bracht wurde. Da, wie schon erwähnt, die gesamte thermische Leistung des Reaktors aufge-
tragen ist, beträgt diese am Ende des Anfahrprozesses über 50%. Des Weiteren zeigt die 
thermische Leistung während des Anfahrens die bereits beschriebenen unterschiedlichen 
Steigungen, die mit den ungleichen thermischen Leistungen der jeweiligen Kernbereiche 
zusammenhängen. Zwischen dem Anfahren der jeweiligen Kernbereiche ist die durch die 
Anfahrkurve vorgegebene Wartezeit von 1000s zu erkennen, bevor im nächsten Kernbereich 
die thermische Leistung erhöht wird. Nach 5000s nach dem Anfahren des Reaktors besitzt 
jeder Kernbereich eine relative Leistung von 50% seiner jeweiligen Nominalleistung. 
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Nach der Schließung des Turbinen-Bypass und der damit verbundenen gleichzeitigen Um-
schaltung auf die Leitungen des kombinierten Ab- und Anfahrsystems wird der Reaktorein-
trittsdruck durch das Druckregelventil auf 25 MPa geregelt. Dies geschieht kontinuierlich und 
ohne nennenswerte Druckschwankungen. Während des restlichen Anfahrens bleibt der Re-
aktoreintrittsdruck konstant auf 25 MPa. Während der Inbetriebnahme der Turbinen und des 
Zwischenüberhitzers und der Schließung der Zuleitung zum kombinierten Ab- und Anfahr-
system kann keine Schwankung des Reaktoreintrittsdrucks beobachtet werden. 
Der Druck im Wasserabscheider (WA) steigt während des Anfahrens des Verdampfers auf 
etwa 4 MPa und bleibt solange konstant bis die Reaktoraustrittstemperatur wieder über 
425°C steigt, und somit das Druckregelventil nicht mehr ins Zweiphasengebiet entspannt. 
Der Grund dafür ist derselbe wie beim Abfahren. Die Reaktoreintritts- und die Speisewasser-
kesseltemperatur wird durch die Umverteilung des aus dem Wasserabscheider (WA) kom-
menden Dampfs und Wassers auf einen konstanten Wert geregelt. Dadurch ergeben sich im 
letzten HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) und im Speisewasserkessel (SWK) konstante 
Siededrücke, die sich wiederum in konstanten Druckrandbedingungen für die freie Oberflä-
che im Wasserabscheider (WA) äußern. Nach dem Überschreiten der Reaktoraustrittstem-
peratur von 425°C fällt der Druck im Wasserabscheider (WA) sukzessive und erreicht einen 
Endwert von 2,5 MPa, sobald das kombinierte Ab- und Anfahrsystem laut Zeitleiste bei 
14700s ausgeschaltet wird und der Dampf-Wasserkreislauf sich wieder im Nominalbetrieb 
befindet. Da das komplette System adiabat modelliert ist, wird vereinfachend angenommen, 
dass der Wasserabscheider (WA) beim erneuten Abfahren von demselben Druck von        































Abb. 3-30 Verlauf der Reaktoreintritts-, der Reaktoraustritts-, der Wasserabscheider- und 
der Speisewasserkesseltemperatur beim Anfahren mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsys-
tem unter 50% Last. 
Abb. 3-30 zeigt den Verlauf der Reaktoreintritts-, der Reaktoraustritts-, der Wasserabschei-
der- und der Speisewasserkesseltemperatur während des Anfahrprozesses. Die Reaktoraus-
trittstemperatur steigt gemäß der Charakteristik der aus Abb. 3-23 vorgegebenen thermi-
schen Leistungserhöhung kontinuierlich auf 500°C an, wobei die Temperatur nach Erhöhung 
der thermischen Leistung im Verdampfer auf 50% knapp über 384°C liegt, was die pseudo-
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kritische Temperatur bei 25 MPa darstellt. Somit ist gewährleistet, dass die größte Dichteän-
derung wie beabsichtigt im Verdampfer stattfindet und nicht durch den kompletten Kern 
wandert. 
Die Wasserabscheidertemperatur folgt beim Umschalten auf das kombinierte Ab- und An-
fahrsystem nach der Druckentlastung augenblicklich dem Verlauf der Reaktoraustrittstempe-
ratur. Ein konstanter Wert, der minimal über der Reaktoreintrittstemperatur liegt, stellt sich 
nach ungefähr 975s ein, wenn die Reaktoreintritts- und Speisewasserkesseltemperatur ihre 
von der Regelung vorgegebenen Sollwerte von 241°C, beziehungsweise 135°C erreichen. 
Da das Druckregelventil R1 bis zu einer Reaktoraustrittstemperatur unterhalb von 425°C in 
das Zweiphasengebiet entspannt, befindet sich im APROS-Wasserabscheider (WA) eine 
freie Oberfläche, die durch die Ablaufregelung konstant auf eine bestimmte Füllhöhe gehal-
ten wird. Da der Druck, der in Abb. 3-29 aufgetragen ist, im Wasserabscheider (WA) kon-
stant bleibt, muss somit auch die Temperatur, die der Siedetemperatur beim gegebenen 
Druck entspricht, konstant sein. Sobald die Reaktoraustrittstemperatur über 425°C steigt, 
entspannt das Druckregelventil nicht mehr in das Zweiphasengebiet und das Wasser im Ab-
scheider verdampft, da die Regelung den Ablauf schließt. Die Temperatur kann nun anstei-
gen und erreicht einen maximalen Wert von 375°C, bevor sie durch das Umschalten des 
Dampf-Wasserkreislaufs auf Nominalbetrieb auf 350°C absinkt und konstant bleibt. 
Sobald das kombinierte Ab- und Anfahrsystem gestartet wird, steigt bei noch abgeschalte-
tem Kern die Speisewasserkesseltemperatur an. Der Grund dafür ist, dass die Regelung alle 
Massenströme zum Kondensator auf Null reduziert, um die Vorwärmung des Speisewassers 
so schnell wie möglich durchzuführen. Dadurch ergibt sich ein geschlossener Kreislauf über 
den Speisewasserkessel (SWK), da die Ablaufregelung des Kondensators das Regelventil 
vor der Kondensatpumpe schließt und somit kein kaltes Speisewasser mehr vom Kondensa-
tor zum Speisewasserkessel (SWK) fließen kann. Somit könnte der Dampf-Wasserkreislauf 
nur mit der zugeführten Wärme durch die Hauptspeisewasserpumpen und ohne das Anfah-
ren der thermischen Leistung im Kern warm gefahren werden. Da aber die thermische Leis-
tung erhöht wird, sobald das System auf einem überkritischen Druck von 25 MPa ist, errei-
chen die Reaktoreintritts- und Speisewasserkesseltemperatur ihre Sollwerte bei einer ther-
mischen Leistung von 20%, und zwar 625s nachdem die thermische Leistung im Verdampfer 
erhöht wurde. Für den Rest des Anfahrprozesses bleiben die beiden Temperaturen konstant 
und zeigen nur beim Umschalten auf Nominalbetrieb kleine Temperaturunterschwinger. 
Der Verlauf des Speisewassermassenstroms und der jeweiligen Wasserabscheidermassen-
ströme beim Anfahren ist in Abb. 3-31 dargestellt. Der Speisewassermassenstrom wird wäh-
rend des Anfahrens durch die Hauptspeisewasserpumpen konstant gehalten. Nur beim Be-
ginn des Anfahrprozesses, wenn der Turbinen-Bypass geschlossen und der Druck durch das 
Regelventil R1 des kombinierten Ab- und Anfahrprozesses auf 25 MPa erhöht wird, fällt der 
Gesamtmassenstrom kurzfristig um die Hälfte. 
Während der ersten 600s des Anfahrprozesses werden das abgeschiedene Wasser und der 
abgetrennte Dampf komplett dem Speisewasserkessel (SWK) beziehungsweise, dem letzten 
HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) zugeführt, da die entsprechenden Temperaturen unter 
den Sollwerten der Regelung liegen. Wie schon bereits erwähnt, bedeutet dies, dass weder 
Wasser noch Dampf zum Kondensator geleitet werden und der gesamte Massenstrom über 
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Abb. 3-31 Verlauf des Speisewassermassenstroms und der jeweiligen Wasserabschei-
dermassenströme beim Anfahren mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% 
Last. 
Am Anfang des Anfahrprozesses werden 93% flüssiges Wasser und somit 7% Dampf des 
Gesamtmassenstroms dem Speisewasserkessel (SWK), beziehungsweise dem letzten HD-
Speise-wasservorwärmer (VW 1) zugeführt. Nach 600s fällt der Wassermassenstrom zum 
Speisewasserkessel (SWK) auf 200 kg/s (33% des Gesamtmassenstroms), da die Speise-
wasserkesseltemperatur ihren Sollwert von 135°C erreicht hat. Gleichzeitig wird das nun 
überschüssige Wasser über den Kondensator geleitet und nimmt während der Erhöhung der 
thermischen Leistung des Verdampfers immer mehr ab und beträgt am Ende der Erhöhung 
des Verdampfers auf 50% thermische Leistung nur noch knapp 7% des Gesamtmassen-
stroms. Eine weitere Erhöhung der thermischen Leistung im Kern führt dazu, dass der Was-
sermassenstrom zum Kondensator komplett versiegt und zwangsweise auch der Massen-
strom zum Speisewasserkessel (SWK) abnehmen muss. Um die Temperatur des Speise-
wasserkessels (SWK) weiterhin konstant zu halten, wird nun ein Teil des abgetrennten 
Dampfs aus dem Wasserabscheider (WA) benötigt. Da am Ende der Erhöhung der thermi-
schen Leistung des Überhitzers 1 auf 50% die Reaktoraustrittstemperatur unter 425°C liegt, 
und somit das Druckregelventil immer noch in das Zweiphasengebiet entspannt, wird weiter-
hin in den 1000s Wartezeit, bevor die thermische Leistung im Kern weiter erhöht wird, ein 
geringer Wassermassenstrom dem Speisewasserkessel (SWK) zugeführt. Dieser ver-
schwindet komplett 100s nach Beginn der thermischen Leistungserhöhung im Überhitzer 2. 
Somit steht im kombinierten Ab- und Anfahrsystem nur noch Dampf zur Vorwärmung des 
Speisewassers zur Verfügung. Davon werden am Ende des Anfahrprozesses ungefähr 11% 
für die Vorwärmung des Speisewasserkessels (SWK) und 19% für die Vorwärmung im letz-
ten HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) benötigt. Der Rest wird zum Kondensator geleitet. 
Der Dampfmassenstrom, der am Anfang des Anfahrens allein für die Vorwärmung im letzten 
HD-Speisewasservorwärmer (VW 1) verwendet wird, beträgt, wie schon erwähnt wurde, 7% 
des Gesamtmassenstroms. Mit steigender thermischer Leistung nimmt die Menge des er-
Simulation und Ergebnisse des HPLWR-Dampf-Wasserkreislaufs mit APROS 
94 
zeugten Dampfs im Wasserabscheider (WA) kontinuierlich zu. Nach ungefähr 700s des An-
fahrens wird ein Teil des Dampfs dem Kondensator zugeführt, da der Sollwert der Reaktor-
eintrittstemperatur nach weiteren 25s erreicht wird. Dieser Dampfmassenstrom nimmt bei 
Erhöhung der thermischen Leistung weiter zu, während der zur Vorwärmung im letzten HD-
Speisewasservorwärmer (VW 1) verwendete Dampfmassenstrom nahezu konstant bleibt. 
Weiterhin ist zu erkennen, dass leichte Oszillationen in allen Massenströmen vorhanden 
sind, die aus dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem führen, wenn jeweils der Wassermas-
senstrom zum Kondensator, beziehungsweise der Wassermassenstrom zum Speisewasser-
kessel (SWK) versiegt. Da aber die Regelung die Schwankungen ausgleichen kann, werden 
diese als nicht kritisch angesehen. 
Die Inbetriebnahme der Turbinen und des Zwischenüberhitzers und die gleichzeitige Ab-
kopplung des kombinierten Ab- und Anfahrsystems erfolgen bei Zeitpunkt 14700s. Ein stati-
onärer Nominalbetrieb aller Dampf-Wasserkreislaufparameter wird nach weiteren 100s er-
reicht, sollte aber im Interesse geringer Wärmespannungen minimiert werden. 
Abb. 3-32 stellt den Verlauf der Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle beim 
Anfahren mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% Last dar. Aufgrund des 
sukzessiven Hochfahrens des Reaktors, beginnend mit dem Verdampfer, steigen alle Hüll-
rohrtemperaturen zuerst auf 400°C, da das kombinierte Ab- und Anfahrsystem die Reaktor-
eintrittstemperatur auf den Wert bei 50% Last regelt und somit eine konstante Entrittsrand-
bedingung vorgibt. Im weiteren Verlauf der Simulation steigen die Hüllrohrtemperaturen ent-
sprechend der Erhöhung der thermischen Leistung in den jeweiligen Kernbereichen wieder 

























Abb. 3-32 Verlauf der Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle beim Anfahren 
mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% Last. 
Abschließend ist in Abb. 3-33 noch der Verlauf der Massenströme durch die Nominal- und 
Heißkanäle beim Anfahren dargestellt. Auch beim Anfahren bleiben die Massenströme durch 
alle Nominalkanäle und der Massenstrom durch den Überhitzer 2-Heißkanal, wie schon beim 
Abfahren in Abb. 3-28 gezeigt, nahezu konstant und zeigen einen Wert von 50%. Nur bei der 
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Druckerhöhung auf 25 MPa beim Anfahren und dem Umschalten auf Nominalbetrieb nach 
























Abb. 3-33 Verlauf der Massenströme durch die Nominal- und Heißkanäle beim Anfahren 
mit dem kombinierten Ab- und Anfahrsystem unter 50% Last. 
Die Heißkanäle des Verdampfers und des Überhitzers 1 zeigen den beim Abfahren diskutier-
ten Verlauf in umgekehrter Richtung. Während der Massenstrom des Überhitzer 1-
Heißkanals am Anfang des Anfahrens ein paar Prozentpunkte über den Nominalkanälen 
liegt, fällt sein Massenstrom unter 50%, sobald die thermische Leistung im Überhitzer 1 grö-
ßer als 25% wird. Auch beim Verdampfer-Heißkanal ist das umgekehrte Verhalten wie beim 
Abfahren zu beobachten. Eine etwas größere Reduzierung ist ab dem Zeitpunkt 9400s zu 
sehen, da hier durch die Erhöhung der thermischen Leistung im Verdampfer der Druckver-
lust aufgrund der Aufheizung im Unterkanal erhöht wird. 
3.5 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen für die Dampfkreislaufanaly-
se 
Der HPLWR-Dampf-Wasserkreislauf ist hinsichtlich seines thermodynamischen Verhaltens 
unter Volllast- und Teillastbetrieb analysiert worden, sowie auch das transiente Ansprech-
verhalten während Laständerungen. Transiente Simulationen wurden mit dem kommerziellen 
Systemcode APROS durchgeführt, in dem der Dampf-Wasserkreislauf modelliert worden ist. 
Der Detailgehalt des Modells ist dabei im Vergleich zu andern Arbeiten als sehr hoch einzu-
stufen, da es auch Bereiche umfasst, die bisher nicht betrachtet wurden, wie die komplette 
Auflösung der Speisewasservorwärmer und die benötigten Abzapfungen der Turbine. Durch 
die Modellierung des kompletten Dampfkreislaufs und die dazu notwendige Dimensionierung 
aller Komponenten, ist es nun möglich, eine umfassende Systemanalyse durchzuführen. 
Nachfolgende Arbeiten können aufgrund der modularen Bauweise des Systems relativ ein-
fach Änderungen am Dampfkreislauf vornehmen und ihn um benötigte Komponenten erwei-
tern. 
Ein Kraftwerkregelungssystem wurde entwickelt, in welchem der Reaktoreintrittsdruck durch 
das Turbinenventil und die Reaktoraustrittstemperatur durch die Hauptspeisewasserpumpen 
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geregelt werden. Es wird angenommen, dass die Reaktorleistung in diesem Modell wegen 
der fehlenden Reaktivitätsrückwirkung nicht geregelt, sondern ein vorgegebener Eingabepa-
rameter ist. Dabei stellte sich die Zwischenüberhitzerregelung als komplett neues System 
heraus. Aufgrund des überkritischen Betriebs kann keine bekannte Regelung von fossil be-
feuerten Kraftwerken oder dem SWR adaptiert werden. Es wird daher ein Regelventil vorge-
schlagen, das sich am Austritt der heißen Seite des Zwischenüberhitzers befindet und die 
Zwischenüberhitzertemperatur am Austritt der kalten Seite regelt. Da der überkritische 
Dampf in den Rohren pseudo-kondensiert und somit keine definierte Wasseroberfläche vor-
handen ist, wandert die pseudokritische Temperatur bei großen Reglervorgaben in den Roh-
ren hin und her, was zu relativ großen Schwankungen des überkritischen Dampfmassen-
stroms zum Zwischenüberhitzer und daher zur Turbine führen kann. Aus diesem Grund darf 
der Regler den Ist-Wert nur sehr langsam auf den eingestellten Sollwert heranführen. Weite-
re Untersuchungen hinsichtlich Stabilität und Mechanismus einer Pseudo-Kondensation sind 
für eine weitere Regler-Optimierung nötig. Zusätzliche Regelungen, die der Turbinendreh-
zahl und dem Generator gelten, werden in dieser Arbeit nicht betrachtet, da kein Verbrau-
chernetz simuliert wird. Jedoch können in zukünftigen Arbeiten das Verbrauchernetz und der 
Generator an das bestehende System angefügt werden. Die Kraftwerksregelung kann alle 
Lastwechsel inklusive komplettem Abschalten ohne Stabilitätsprobleme realisieren. 
Zur Code-zu-Code-Validierung wurde der Volllastpunkt mit den IPSEpro Ergebnissen vergli-
chen und zeigt eine Übereinstimmung von ±3%. Dies spricht für die hohe Modellgüte der 
Simulation. 
Die Analysen zeigten, dass der Dampf-Wasserkreislauf zwischen 50% und 100% Last mit 
angemessenem Wirkungsgrad betrieben werden kann. Der Reaktoreintrittsdruck wird in die-
sem Lastbereich konstant gehalten, während die Reaktoreintrittstemperatur bei Teillast ab-
fällt. Der Grund dafür sind die thermodynamischen Beschränkungen der Speisewasservor-
wärmung, da der zugeführte Dampf aus den Turbinenanzapfungen in der Temperatur be-
grenzt ist. Damit erhöht sich die Aufheizspanne bei 50% Last von 220°C (100%: Eintritt. 
280°C; Austritt 500°C) auf 260°C (50%: Eintritt. 241°C; Austritt 500°C), da die Reaktoraus-
trittstemperatur konstant auf 500°C bei Teillast geregelt wird. Die Konsequenz ist, dass der 
Reaktor nun mit kälterem Wasser bespeist wird. Dies hat nicht nur Auswirkungen auf die 
Neutronik des Reaktors, weil kälteres Wasser ein besserer Moderator ist, sondern auch auf 
die Regelung. Es konnte eine Verkürzung der Totzeit des Systems hin zu 50% Last festge-
stellt werden, was die Schwankungen beispielsweise in der Reaktoraustrittstemperatur wäh-
rend Transienten abmildert. 
Eine Reaktorschnellabschaltung mit Turbinen- und Zwischenüberhitzerschnellschluss wird 
für eine Notfallabschaltung des ganzen Systems bei jeglicher Last benötigt. Analysen von 
Schlagenhaufer et al. [98] zeigten, dass ein zeitlich begrenzter Rückstrom im Überhitzer 1 
während der Schnellabschaltung bei 50% Last zu einem leichten Anstieg der Hüllrohrtempe-
raturen führt. Da bei einer Schnellabschaltung aber der Dampf-Wasserkreislauf mit kaltem 
Wasser aus dem Speisewasserkessel und dem Kondensator geflutet wird, wird ein kontrol-
lierter Abfahrprozess zur Vermeidung von schwerwiegenden Temperaturänderungen in 
dickwandigen Bauteilen entwickelt. Die Turbine wird dabei abgeschaltet, um Erosion in den 
letzten Stufen der HD- und ND-Turbine zu verhindern, wenn bei konstantem Massenstrom 
die thermische Leistung und somit die Reaktoraustrittstemperatur abgesenkt wird. Stattdes-
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sen wird der Dampf wegen den abgeschalteten Turbinen und des somit abgeschalteten Zwi-
schenüberhitzers durch das kombinierte Ab- und Anfahrsystem geleitet, das aus Wasserab-
scheidern und einem Anfahrkondensatbehälter besteht. Der Dampf wird durch ein vorge-
schaltetes Regelventil entspannt, um den Reaktor im Festdruck betreiben zu können. Das 
abgeschiedene Wasser und der abgetrennte Dampf werden jeweils zum Speisewasserkes-
sel und zum letzten HD-Speisewasservorwärmer geleitetet, der als einziger von den Speise-
wasservorwärmern noch im Betrieb ist. Dies ermöglicht weiterhin eine Vorwärmung des 
Speisewassers so lange wie möglich. Der Speisewassermassenstrom wird durch die Haupt-
speisewasserpumpen konstant gehalten, während die thermische Leistung im Kern reduziert 
wird. Das Abfahrprogramm sieht vor, dass die thermische Leistung zuerst im Überhitzer 2, 
dann im Überhitzer 1 und schlussendlich im Verdampfer zurückgenommen wird, da der 
Durchgang durch die pseudokritische Temperatur immer im Verdampfer bleiben und somit 
nur dort die größte Dichteänderung stattfinden soll. Dasselbe Abfahrsystem wird beim Anfah-
ren in umgekehrter Reihenfolge verwendet, um das Kraftwerk im Festdruckbetrieb zu star-
ten. 
Das kombinierte Ab- und Anfahrsystem beinhaltet im Vergleich zum Festdruckanfahren mit 
Entspanner-Behälter und Gleitdruckanfahren mit Wasserabscheidern einige Vorteile von 
beiden Systemen. Aufgrund des Festdruckbetriebs bei überkritischem Druck werden alle 
Problematiken, die bei einer Zweiphasenströmung auftreten können, vermieden. Weiterhin 
konnte der große Entspanner-Behälter durch den Einsatz von 96 sehr kleinen Wasserab-
scheidern ersetzt werden. Aufgrund der Vorwärmung des Speisewassers mit dem abge-
schiedenen Wasser und Dampf können Temperaturgradienten an die auftretenden Thermo-
spannungen in den Komponenten entsprechend angepasst und die Wärmeverluste über den 
Kondensator beim Ab- und Anfahren verringert werden. Übliche Nachteile aufgrund des 
Festdruckbetriebs bleiben auch bei dem vorgestellten System vorhanden, da druckreduzie-
rende Ventile beim Ab- und Anfahren benötigt werden. 
Abschließend lässt sich festhalten, dass der HPLWR-Dampf-Wasserkreislauf prinzipiell im 
Festdruck mit schwachen Temperaturtransienten ab- und angefahren werden kann. Die hier 
entwickelte Kraftwerksregelung ist neu und nicht mit existierenden Kernkraftwerken oder 
fossil gefeuerten Kraftwerken vergleichbar. In zukünftigen Arbeiten sollte die Reaktivitäts-
rückwirkung in dem einfachen Kernmodell berücksichtigt werden, um eine realistische Fein-
einstellung der Regler zu ermöglichen. Weiterhin sollte aus neutronen-physikalischen Ge-
sichtpunkten das sequentielle Ab- und Anfahren des Kerns mit gekoppelten neutronischen, 
thermohydraulischen Analysen unter Berücksichtigung der Rückwirkungen des Dampf-
Wasserkreislaufs überprüft werden. 
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4 Sicherheitssysteme und ihre Anwendung auf den 
DWR, SWR und Super LWR 
An jede technische Anlage und im Besonderen in der chemischen Verfahrenstechnik und im 
nuklearen Bereich werden gewisse Sicherheitsanforderungen gestellt. Smidt [110] fasst die-
se Anforderungen in drei Problemkreise zusammen: 
• Sicherheit gegen materielle Schäden, die Reparaturen oder Ersatzleistungen erfor-
dern und einen möglichen Ausfall der Anlage zu Folge haben; 
• Sicherheit gegen Personenschäden der im Kraftwerk arbeitenden Menschen; 
• Sicherheit gegen Personenschäden bei der in der Nähe wohnenden Bevölkerung. 
Um die Risiken für Umwelt und Bevölkerung so gering wie möglich zu gestalten, wurden 
durch Gremien und Regulierungsbehörden Prüf- und Zulassungsvorschriften verfasst, die 
auch für die Auslegung und Inbetriebnahme von Kernkraftwerken gelten. Sie wurden in Eu-
ropa in den European Utility Requirements [28] zusammengefasst, die als Grundlage für die 
hier beschriebenen Sicherheitssysteme dienen. In diesem Zusammenhang ist es wichtig, in 
der Konzept- und Designphase Sicherheitsanalysen mit Systemcodes durchzuführen, die es 
schon relativ früh erlauben, das Reaktordesign zu optimieren und die Kernkomponenten und 
Ansprechzeiten der Sicherheitsmaßnahmen zu bestimmen. So hängen die Wahrscheinlich-
keit und das Ausmaß des Schadens von der Zuverlässigkeit der Komponenten und der Si-
cherheitssysteme zusammen [110]. 
Smidt [110] beschreibt, dass für einen sicheren Betrieb von kerntechnischen Anlagen die 
inhärenten Eigenschaften durch ingenieurstechnische Sicherheitsmaßnahmen ergänzt, be-
ziehungsweise komplett ersetzt werden sollen. So führt zum Beispiel zwar eine ungewollte 
Leistungssteigerung zu einer erwünschten Minderung der Reaktivität durch den Doppleref-
fekt und den negativen Dampfblasenkoeffizienten, aber dies muss durch die technische Not-
abschaltung ergänzt werden. 
Die Definition eines Sicherheitssystems ist daher, dass es nicht in den regulären Funktions-
ablauf eingreift und nur aktiviert wird, um das Funktionssystem zu schützen und die Folgen 
von Störungen im Funktionssystem zu reduzieren [110]. Wird diese allgemeingültige Definiti-
on auf Kernkraftwerke angewendet, so ist die Integrität des mehrstufigen Barrierensystems 
sicher zu stellen. Das mehrstufige Barrierenprinzip ist für den Schutz der Umwelt und der 
Bevölkerung vor dem Austritt radioaktiver Stoffe und Strahlen bei Störfallszenarien, als auch 
im stationären Betrieb zuständig. Als erste Sicherheitsbarriere gegen das Austreten von 
Spaltprodukten dient das Kristallgitter des Brennstoffs. Die nächste Barriere ist die den 
Brennstoff umschließenden Hüllrohre, die 3. Barriere der Reaktordruckbehälter und das Pri-
märsystem. Die 4. und letzte Barriere ist schließlich das Containment. 
Aufgrund dieser Forderungen ist es notwendig, dass das Sicherheitssystem zuverlässig 
funktioniert. Dies wird auf zwei unterschiedlichen Wegen erreicht: 
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• Das Prinzip der Redundanz besagt, dass mehrere gleiche, vollständig unabhängige 
Einheiten parallel oder hintereinander geschaltet werden und somit beim Versagen 
eines Systems noch die gleiche Funktion erreicht wird [110]. Als Beispiel kann das 
mehrfache Vorhandensein von Pumpen genannt werden, von denen eine oder meh-
rere im Nominalbetrieb nicht benötigt, aber beim Ausfall einer Pumpe hinzugeschaltet 
werden können. 
• Das Prinzip der Diversität besagt, dass das Sicherheitssystem von verschiedenen 
Signalen angesprochen werden kann, denen das gleiche Ereignis zugrunde liegt, 
oder dass mehrere Sicherheitssysteme mit der gleichen Wirkung in das Funktions-
system eingreifen können [110]. Auf diese Weise wird die Wahrscheinlichkeit redu-
ziert, dass sogar beim Ausfall ganzer redundanter Sicherheitseinrichtungen keine Ak-
tion des Sicherheitssystems mehr möglich ist. Smidt [110] beschreibt, dass die ver-
schiedenartigen Systeme nicht unbedingt das gleiche Zeitverhalten zeigen müssen, 
wobei im Normalfall das schnellste System Verwendung findet und nur beim Ausfall 
von langsameren ersetzt wird. 
Im folgenden Kapitel werden die Sicherheitssysteme vom DWR und SWR im Prinzip vorge-
stellt und die fundamentalen Unterschiede zum Super LWR dargelegt. Daraus ergeben sich 
Anforderungen an das Sicherheitssystem des HPLWRs, die im Rahmen der Möglichkeiten 
des Systemcodes APROS in dieser Arbeit untersucht werden. 
4.1 Sicherheitssysteme des Druckwasserreaktors 
Der Druckwasserreaktor (DWR) enthält folgende Sicherheitssysteme [110], die das oben 
beschriebene Barrierenprinzip schützen, oder im Falle einer Verletzung die nötigen Aktionen 
durchführen: 
Die Abschaltstäbe des DWRs werden von oben durch Zuhilfenahme der Schwerkraft in den 
Kern eingefahren. Sie werden durch Elektromagnete außerhalb des Kerns bei Nominalbe-
trieb in Position gehalten. Bei einem Ausschalten des elektrischen Stroms oder bei Strom-
ausfall fallen die Abschaltstäbe aufgrund der Schwerkraft in den Kern und schalten diesen 
ab. Als zweites Notabschaltsystem befinden sich mehrere Behälter im Containment, die mit 
einer Borsäurelösung befüllt sind. Bei steckenbleibenden oder nicht einfahrenden Abschalt-
stäben wird die Borsäurelösung in den Reaktor geleitet und dieser abgeschaltet, da Bor ei-
nen sehr hohen Absorptions-Wirkungsquerschnitt für Neutronen besitzt. 
Im Falle eines Leitungsbruchs im Primärkreislauf bildet sich durch die Druckentlastung 
Dampf im Containment. Das DWR-Containment kann den Druckanstieg durch den austre-
tenden Dampf aufnehmen. Im Falle des EPRs wird der Dampf durch ein unter der Contain-
mentdecke befindliches Gebäude-Sprühsystem kondensiert, um den Druckanstieg im Con-
tainment zu begrenzen. Zusätzlich müssen bei einem Bruch der Primärleitungen die Ver-
schlussventile in den Lüfterleitungen geschlossen werden, da ansonsten die 4. Barriere ver-
letzt würde und aus dem Primärkreislauf austretender kontaminierter Dampf an die Umge-
bung abgegeben werden könnte. 
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Zum Schutz vor Einwirkungen von Außen wie einem Flugzeugabsturz und dem sicheren 
Einschluss des Primärkreislaufs besteht das Containment aus mehreren voneinander unab-
hängigen Sicherheitsbehältern. Bei älteren Anlagen besteht der innere Sicherheitsbehälter 
aus einem kugelförmigen Stahlliner, der im Falle eines Bruchs der Hauptkühlmittelleitung bei 
gleichzeitigem Versagen des Gebäude-Sprühsystems den maximal auftretenden Druck auf-
nehmen kann. Um diesen inneren Sicherheitsbehälter befindet sich eine zweite Sicherheits-
schale, die aus Beton besteht und als zusätzlicher biologischer Schild wirkt und zusätzlichen 
Schutz gegen Einwirkungen von Außen wie dem bereits erwähnten Flugzeugabsturz liefert. 
Neuere Anlagen, wie der sich im Bau befindliche EPR in Finnland, bestehen aus zwei Beton-
Sicherheitsbehältern, wobei der innere Behälter durch einen Stahlliner gasdicht gemacht 
wurde. Dieser äußere Sicherheitsbehälter nimmt die Leckage aus dem inneren Sicherheits-
behälter auf. Aus diesem Grund befindet sich zwischen den zwei Sicherheitsbehältern ein 
Raum in dem gegenüber der Atmosphäre ein Unterdruck herrscht. Somit ist nur Leckage 
nach innen möglich. Dieser Unterdruck wird über ein sich außerhalb des Containments be-
findendes Entlüftergebläse erzeugt. Da sich aber radioaktive Stoffe in der abgepumpten Luft 
befinden können, müssen diese zuerst durch einen Absolutfilter herausgefiltert werden, be-
vor die nun gereinigte Luft über den Abluftkamin an die Umgebung abgegeben werden kann. 
4.2 Sicherheitssysteme des Siedewasserreaktors 
Im Unterschied zum DWR besteht der Dampfkreislauf des Siedewasserreaktors (SWR) aus 
einem Direktkreislauf und nicht aus zwei separaten Kreisläufen [110]. Es können somit ra-
dioaktive Partikel und Spaltedelgase über den Frischdampf bis zur Turbine gefördert werden. 
Diese werden über die Vakuumpumpe im Kondensator abgesaugt und durch einen Absolut-
filter geleitet. Die festen Spaltprodukte werden bei diesem Prozess entfernt, während die 
Spaltedelgase in der nachfolgenden Verzögerungsanlage mehrere Tage zum Abbau ihrer 
Aktivität verweilen müssen, bevor sie mit Luft verdünnt über einen Kamin an die Umwelt ab-
gegeben werden. Dabei darf jedoch zum Schutz der Umwelt eine Maximalaktivität nicht   
überschritten werden. Beim SWR ist damit im Nominalbetrieb die 4. Barriere durchbrochen. 
Sie muss im Schadensfall erst geschlossen werden. 
Als weiterer Unterschied zum DWR fahren die Steuer- und Abschaltstäbe von unten in den 
Kern ein. Dies macht ein automatisches Einfallen der Abschaltstäbe durch die Schwerkraft 
unmöglich, weshalb die Abschaltstäbe hydraulisch betrieben werden müssen. Dies wird 
durch Behälter bewerkstelligt, die unter hohem Druck stehen. Besonderes Augenmerk muss 
darauf gerichtet werden, dass ein versehentliches Ausfahren oder Herausfallen der Abschalt-
, bzw. der Steuerstäbe verhindert wird. Als weiteres unabhängiges Abschaltsystem befinden 
sich außerhalb des Sicherheitsbehälters mehrere Behälter, die im Falle eines Steckenblei-
bens oder nicht Einfahrens der Abschaltstäbe Borsäure in den Kern einspeisen und somit 
den Kern abschalten können. Der zur Einspeisung benötigte Druck wird entweder durch 
Pumpen bereitgestellt oder die Behälter werden bereits vorher aufgeladen. Um ein unbeab-
sichtigtes Einspeisen zu verhindern, sind die Behälter durch mehrere Absperrarmaturen im 
Nominalbetrieb vom Reaktor getrennt. 
Im Falle eines Bruchs der Frischdampfleitungen begrenzt eine Venturi-Düse in den Frisch-
dampfleitungen den Dampfmassenstrom auf den kritischen Massenstrom, wodurch gewähr-
leistet wird, dass der Kern durch die Druckentlastung weniger Wasser verliert. So beschreibt 
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Smidt [110], dass bei einem Abriss von einer von vier Frischdampfleitungen sich der Mas-
senstrom aufgrund der Venturi-Düse nur auf das doppelte des Nominalmassenstroms er-
höht. Findet der Bruch der Frischdampfleitungen außerhalb des Containments statt, muss 
ein Austreten von Spaltprodukten an die Umgebung verhindert werden. Dies geschieht durch 
Schließung der Durchdringungsarmaturen, die sich innerhalb und außerhalb des Sicher-
heitsbehälters befinden. Da die Durchdringungsarmaturen eine gewisse Zeit (1 bis 2s, [109]) 
vom Detektieren des Bruchs bis zum Schließen benötigen, wird der Dampfmassenstrom 
wiederum durch die Venturi-Düse begrenzt. Bei einem Bruch einer Frischdampfleitung im 
Containment ist im Gegensatz dazu kein Austreten von Spaltstoffen an die Umgebung au-
ßerhalb des Containments zu befürchten. Zwar findet hier auch eine Schließung der Durch-
dringungsarmaturen statt, jedoch wird der im Containment austretende Dampf in ein Was-
serbecken geleitet und dort kondensiert. Dadurch wird ein unzulässiger Druckanstieg im 
Containment vermieden, weshalb der Sicherheitsbehälter einen geringeren Druck aushalten 
muss als im Vergleich zum DWR, der keine Kondensationsbecken im Containment besitzt. 
Aus diesen Gründen kann der Sicherheitsbehälter, der meist eine kugelförmige Form besitzt, 
kleiner dimensioniert werden, wobei als weiteres Sicherheitssystem zur Minderung des 
Druckanstiegs im Falle eines Leitungsbruchs im Containment sich ein Sprühsystem unter der 
Decke des Sicherheitsbehälters befindet. 
Im Falle des bereits erwähnten Bruchs einer Frischdampfleitung außerhalb des Contain-
ments werden die Durchdringungsarmaturen zum Containmentabschluss betätigt und somit 
der Kern von der Kühlmittelversorgung durch die Hauptspeisewasserpumpen getrennt. Die 
darauffolgende Reaktorschnellabschaltung erfolgt entweder über das Einfahren der Ab-
schaltstäbe oder durch die Einspeisung von Borsäure. Die Kühlung des Kerns erfolgt nun bei 
funktionierenden Umwälzpumpen, die in den Reaktordruckbehälter in der Nähe der Boden-
kalotte eingelassen sind, durch Zwangskonvektion. Der erzeugte Dampf verlässt den Reak-
tor durch das Leck in den Frischdampfleitungen und wird im Containment kondensiert. Selbst 
bei einem Ausfall der Umwälzpumpen kann der Kern durch Naturkonvektion hinreichend 
gekühlt werden. Da jedoch der Wasserfüllstand durch die fehlende Kühlmitteleinspeisung 
und den Wärmeeintrag im Reaktor sinkt, müssen nun Systeme in Betrieb genommen wer-
den, die den Kern zu jedem Zeitpunkt mit Wasser bedeckt halten können. Im SWR wird dies 
durch die Inbetriebnahme eines Ersatzkreislaufs realisiert. So stehen Systeme zur Verfü-
gung, die unter Zuhilfenahme von Pumpen Wasser aus dem Kondensationsbecken in die 
Speisewasserleitung bei niedrigem und hohem Druck einspeisen können. Die dazu benötig-
ten Leitungen werden durch Rückschlagklappen im Nominalbetrieb von den Speisewasser-
leitungen getrennt. Diese sogenannten Nieder- und Hochdruckeinspeisesysteme sind zu-
sätzlich mit Rohrbündelwärmetauschern ausgestattet, die als Wärmesenke für die im Laufe 
des Störfalls sich erwärmenden Kondensationskammern dienen. 
Bei einem kleinen Leck in der Frischdampfleitung werden neben dem Containmentab-
schluss, der Reaktorschnellabschaltung und der Inbetriebnahme der Einspeisesysteme die 
Entlastungsventile in den Frischdampfleitungen geöffnet. Dies verhindert ein Ansteigen des 
Reaktordrucks über die festgelegten Maximalwerte. Die Abblaseleitungen, die durch die Ent-
lastungsventile mit den Frischdampfleitungen verbunden sind, münden in die sogenannten 
Spargers, welche im Kondensationsbecken versenkt sind. Die Spargers bestehen dabei 
meist aus einem verbreiterten Rohrquerschnitt, der vertikal oder horizontal angeordnet sein 
kann und mit vielen Löchern perforiert ist, durch die der Dampf abgeblasen werden kann. 
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4.3 Vergleich der Sicherheitssysteme der Druck- und Siedewasserreaktoren 
mit dem Super LWR 
Obwohl das Konzept des Super LWRs auf bestehenden Leichtwasserreaktoren und überkri-
tischen Kohlekraftwerken basiert, müssen die Sicherheitskriterien für diese neue Leichtwas-
serreaktortechnologie neu evaluiert und gegebenenfalls angepasst werden. Zu diesem Zwe-
cke werden nachfolgend die Unterschiede zwischen den Systemen des DWRs und des 
SWRs und den sich daraus resultierenden Sicherheitsvorgaben im Vergleich zum Super 
LWR aufgezeigt. Ishiwatari et al. [48] beschreiben, dass der Super LWR mehrere Sicher-
heitscharakteristiken besitzt, die nur diesem Reaktortyp zu Grunde liegen und sich daher die 
Sicherheitsvorgaben aus dem Reaktordesign ergeben müssen. 
Abb. 4-1 beschreibt vereinfacht den Hauptunterschied im Kühlkreislaufsystem zwischen 
SWR, DWR und einem Super LWR. Der SWR besitzt wie der Super LWR einen Direktkreis-
lauf, wobei im SWR aufgrund des unterkritischen Drucks und der Verdampfung im Kern eine 
freie Oberfläche zwischen den zwei Phasen Wasser und Dampf besteht. Bei einem überkriti-
schen Drucksystem wie dem Super LWR existiert kein Übergang zwischen den beiden Pha-
sen und somit kein Sieden, bzw. keine Kondensation, wodurch der Kern nur durch ein ein-
phasiges Medium gekühlt wird. Weiterhin wird das Kühlmittel im SWR durch zusätzliche 
Kühlmittelpumpen im Kern umgewälzt. Diese sind in den Super LWR-Systemen nicht vor-







Abb. 4-1 Vergleich der Kühlkreisläufe eines Siede- und Druckwasserreaktors mit einem 
Super LWR nach Ishiwatari et al. [48] 
Ein ähnliches Bild zeichnet sich bei einem Vergleich mit dem DWR. Obwohl durch den 
Dampferzeuger der Dampfkreislauf in den Primär- und Sekundärkreislauf aufgeteilt wird, und 
somit ein indirekter Dampfkreislauf vorliegt, wird wie beim SWR der Kühlmittelmassenstrom 
durch zusätzliche Kühlmittelpumpen im Primärkreis erzeugt. Die freie Oberfläche befindet 
sich hingegen nicht im Kern, sondern im benötigten Druckhalter. Zusammenfassend lässt 
sich für den Dampfkreislauf des Super LWRs festhalten, dass weder eine interne Kühlmittel-
rezirkulation, noch eine freie Oberfläche wie beim DWR und SWR vorhanden sind. Weiterhin 
wird durch die Vorgaben der Thermodynamik des Direktkreislaufs des Super LWRs zur Er-
zielung eines gesteigerten Wirkungsgrades eine relativ hohe Kernaustrittstemperatur benö-
tigt. Durch die hohe Temperaturdifferenz ergibt sich ein im Vergleich zum SWR und DWR 
geringerer Gesamtmassenstrom. So beträgt dieser bei einer angenommen Aufheizung von 
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228°C nur ein Achtel des Kühlmittelmassenstroms eines SWRs, beziehungsweise ein Zwölf-
tel beim DWR [86]. Dies schlägt sich auch in einem geänderten Brennelementdesign nieder, 
welches wiederum das Reaktorverhalten und somit das Sicherheitssystem maßgeblich be-
einflusst. Wegen des verringerten Massenstroms müssen die Querschnittsflächen der Unter-
kanäle der Brennstäbe verkleinert werden, um eine ausreichend hohe Massenstromdichte 
für die Kühlung zu gewährleisten. Da sich die Dichte des Kühlmittels am Austritt sehr stark 
verringert und nur noch ein Viertel im Vergleich zum SWR, beziehungsweise nur noch ein 
Siebtel im Vergleich zum DWR beträgt, ist eine zusätzliche Moderation vor allem in den obe-
ren Kernbereichen notwendig. Sie erfolgt durch separate Wasserkästen, die sich in der Mitte 
des Brennelements befinden. Der SCLWR-H und der HPLWR weisen in dieser Hinsicht eine 
Besonderheit in der Strömungsführung im Kern auf, da das Moderatorwasser von oben nach 
unten durch die Wasserkästen fließt ([86], [44]). 
Tab. 4-1 Vergleich der unterschiedlichen Sicherheitskonzepte und der zu überwachen-
den Betriebsparameter für SWR, DWR und Super LWR (nach Ishiwatari et al. [48]). 













Beim SWR und DWR ist das oberste Prinzip der Sicherheitsstrategie, eine ausreichende 
Menge an Kühlmittelinventar dem Kern bereitzustellen. Dies geschieht im SWR dadurch, 
dass der Füllstand im RDB überwacht und geregelt wird. Somit soll sichergestellt werden, 
dass der Kern zu jeder Zeit komplett mit Wasser bedeckt ist. Im DWR, der aufgrund seiner 
Trennung in Primär- und Sekundärkreislauf keine freie Oberfläche und somit keinen Kühlmit-
telfüllstand im Kern besitzt, wird als Kühlmittelinventar der komplette Primärkreislauf betrach-
tet. Als zu regelnde Größe wird hier der Füllstand des sich im Primärkreislauf befindenden 
Druckhalter verwendet. Im Gegensatz dazu ist das fundamentale Sicherheitsprinzip eines 
Super LWRs ein anderes. Da es keinen geschlossenen Primärkreis gibt, ist die Aufrechter-
haltung des Kühlmittelinventars nicht ausreichend. Weiterhin ist die Bereitstellung und Auf-
rechterhaltung des Kühlmittelinventars im DWR und SWR nur sinnvoll, wenn eine Umwäl-
zung des Kühlmittels durch Zwangumlauf oder Naturkonvektion gegeben ist. Dies geschieht, 
wie bereits erwähnt, im ersteren Fall beim SWR durch die im RDB angebrachten Umwälz-
pumpen, bzw. beim DWR durch die Hauptkühlmittelpumpen im Primärkreislauf. Beides ist 
beim Super LWR-Konzept nicht gegeben. Eine Naturkonvektion bei Verlust der Kühlmittel-
strömung ist nicht möglich. Daher muss im Super LWR aufgrund seiner charakteristischen 
Eigenschaften die Aufrechterhaltung des Zwangdurchlaufs des Kühlmassenstroms zum Re-
aktorkern hin gewährleistet sein [48]. Ishiwatari et al. [48] beschreiben, dass dazu die Ver-
sorgung mit Kühlmittel durch den kalten Strang des Reaktors bei gleichzeitiger Möglichkeit 
des Ausflusses des Kühlmittels aus dem heißen Strang gegeben sein muss. Die zu überwa-
chenden Betriebsparameter sind hier somit die Kühlmittelmassenstromversorgung am Eintritt 
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und der Systemdruck am Austritt. Tab. 4-1 fasst die Unterschiede der drei Leichtwasserreak-





















































































Abb. 4-2 Dampfkreislauf und Sicherheitssysteme eines japanischen Super LWR-Kon-
zepts [48]. 
Abb. 4-2 beschreibt schematisch im Falle des japanischen Super LWR-Konzepts die von 
Ishiwatari et al. [48] vorgeschlagenen Sicherheitssysteme, die das Sicherheitsprinzip zur 
Aufrechterhaltung der Kühlmittelversorgung am kalten Strang und die Aufrechterhaltung des 
Kühlmittelausflusses am heißen Strang gewährleisten. Für den ersten Fall stehen dem japa-
nischen Super LWR zwei Systeme zur Verfügung. Das Hilfsspeisewassersystem (HSS) 
speist Wasser im Falle eines Verlusts der Kühlmittelströmung in den kalten Strang ein. Dazu 
kann Wasser entweder aus der sich im unteren Bereich des Containments befindlichen Kon-
densationskammer oder aus dem sich außerhalb des Containments befindlichen Konden-
satsvorratsbehälter verwendet werden. Die notwendige Druckererhöhung erfolgt dabei durch 
eine turbinenbetriebene Pumpe, wobei die Turbine mit Dampf aus der Frischdampfleitung 
(heißer Strang) beaufschlagt wird. Das HSS soll laut Ishiwatari et al. [48] als Reaktorkühlsys-
tem eingesetzt werden, wenn das Containment komplett isoliert ist und der Kern somit kom-
plett von allen Einspeisesystemen wie den Hauptspeisewasserpumpen abgekapselt ist. Das 
Niederdruckeinspeisesystem (NDES) wird dagegen durch eine motorbetriebene Pumpe an-
getrieben und speist Wasser aus der Kondensationskammer in die Speisewasserleitung (kal-
ter Strang) ein. Es soll im Falle der Nachwärmeabfuhr für die langfristige Kühlung eingesetzt 
werden. 
Für die Aufrechterhaltung des Kühlmittelausflusses am heißen Strang sind die Überdruck-
ventile (ÜDV) zuständig, falls der ungehinderte Abfluss aus den Frischdampfleitungen behin-
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dert wird und der Druck im RDB über einen sicherheitsrelevanten Wert steigt. Dabei können 
die ÜDV wieder geschlossen werden, falls der Druckanstieg nur kurzfristig vorhanden war. 
Des Weiteren sind die ÜDV in das automatische Druckentlastungssystem (ADS) integriert, 
wie es beim SWR vorhanden ist, und können eine komplette Druckentlastung des Kerns 
herbeiführen. 
Der Einsatz des ADSs erzeugt beim Super LWR ein anderes Verhalten als im Vergleich zum 
SWR, da wie bereits erwähnt die Strömungsführung im Kern eine andere ist. Ishiwatari et al. 
[48] beschreiben, dass bei einer Druckentlastung durch den nach unten strömenden Modera-
tor in den Wasserkästen kein Bypass-Massenstrom wie im SWR möglich ist und daher im-
mer ein eindeutiger Kühlmittelmassenstrom vorliegt. Während der Druckentlastung wird aus 
einem sich unter dem RDB-Deckel befindenden Wasserreservoir, dem sogenannten internen 
Wasserspeicher, passiv Kühlmittel in den Kern eingespeist und somit die Kühlung für die 
ersten Minuten eines Störfalls gewährleistet, falls kein Wasser durch die Speisewasserlei-
tung dem Reaktor zugeführt werden kann [48]. Wie bereits erwähnt, stellt dabei das Ausbla-
sen des Kühlmittelmittelinventars keine Gefahr für die Sicherheit des Reaktors dar, solange 
genügend Kühlmittelmassenstrom bereit steht. Es ist sogar notwendig, um bei Ausfall der 
Speisewasserpumpen den Dampfmassenstrom aufrecht zu erhalten. Weiterhin wird die Re-
aktivität des Kerns während der Druckentlastung selbst bei nicht initiierter Reaktorschnellab-
schaltung (RESA) verringert, da die Super LWR einen negativen Dampfblasenkoeffizient 
besitzen ([48], [101]). Nach der Druckentlastung wird der Kern durch das Nachwärmeabfuhr-
system (NWAS) gekühlt. 
Die Systeme für die RESA können direkt vom DWR übernommen werden. Zum einen sind 
das die von oben in den Kern einfahrenden Abschalt- und Steuerstäbe und zum anderen die 
Einspeisung von boriertem Wasser durch das Reserve-Flüssigkeitskontrolsystem (RFKS). 
Zusammenfassend besteht das Sicherheitssystem des Super LWRs aus der Verknüpfung 
von SWR- und DWR-Technologie. Das HSS, das NDES, die ÜDV und das ADS sind Syste-
me, die im SWR Verwendung finden, während das Steuerstäbe- und das Reaktivitätsregel-
system und der RDB dem DWR-Prinzip entsprechen. Das Containment entspricht dem Kon-
densationskammernprinzip des SWRs. 
Yamaji et al. [128] fassen in ihrer Arbeit zusammen, in welcher Transiente und in welchem 
Störfall die verschiedenen Sicherheitssysteme für den SCLWR-H aktiviert werden. Tab. 4-2 
zeigt für die Abweichungen vom Nominalbetrieb „niedriger Kühlmittelmassenstrom“, „hoher 
Druck“ und „niedriger Druck“ die zu aktivierenden Sicherheitssysteme [48]. Dabei entspricht 
der Fall „niedriger Kühlmittelmassenstrom“ dem bereits erwähnten Sicherheitsprinzip, dass 
immer genügend Kühlmittel durch die Speisewasserleitung in den Reaktor gefördert werden 
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Tab. 4-2 Abweichungen vom Nominalbetrieb und die dazugehörige Aktivierung der 
Sicherheitssysteme nach Ishiwatari et al. [48]. 
„niedriger Kühlmittelmassenstrom“  
              Stufe 1 RESA 
                          Stufe 2 HSS 
                          Stufe 3 ADS / NDES 
„hoher Druck“  
              Stufe 1 RESA 
                         Stufe 2 ÜDV 
„niedriger Druck“  
              Stufe 1 RESA 
                          Stufe 2 ADS / NDES 
 
Im Falle der Detektion „niedriger Kühlmittelmassenstrom“ wird für das japanische Super 
LWR-Sicherheitskonzept als erstes die RESA durchgeführt und dann das HSS dazugeschal-
tet, das einen Ersatzkreislauf im Containment bei überkritischem Druck für die Kühlung des 
Kerns aufbaut. Sollte aus irgendwelchen Gründen die Nachwärmeabfuhr bei überkritischem 
Druck nicht ausreichend sein, wird im nächsten Schritt die Druckentlastung durch das ADS 
durchgeführt und die Nachwärme durch das NDES abgeführt. 
Auch bei der Messung von „hohem Druck“ wird als erstes die RESA durchgeführt und im 
Anschluss automatisch die ÜDV geöffnet, bis sich der Überdruck abgebaut hat und danach 
wieder geschlossen. Die Bereitstellung von Kühlwasser wird dabei weiterhin durch die 
Hauptspeisewasserpumpen geleistet, die die Nachwärme bei überkritischem Druck aus dem 
Kern abführen. 
Fällt der Druck vom überkritischen in den unterkritischen Bereich, wird bei gleichbleibender 
thermischer Leistung ein Austrocknen der Brennstaboberfläche aufgrund der sehr hohen 
Wärmestromdichten stattfinden. Die Konsequenz ist ein rasches Ansteigen der Hüllrohrtem-
peraturen. Ishiwatari et al. [48] beschreiben weiterhin, dass der minimale Wärmeübertra-
gungskoeffizient sehr klein in Bereichen um den kritischen Druck wird und daher der Sys-
temdruck sich nicht um den kritischen Druck bewegen oder sich langsam absenken soll. 
Deshalb soll im Fall „niedriger Druck“ bei gleichzeitiger RESA das ADS aktiviert werden, um 
eine schnelle Druckentlastung zu gewährleisten. Ein Aktivierungsdruck für das ADS von 
106% des kritischen Drucks wird von Ishiwatari et al. [48] vorgeschlagen. Die langfristige 
Nachwärmeabfuhr wird über das NDES gewährleistet. 
Tab. 4-3 fasst die Sicherheitssysteme und deren Aktivierungsbedingungen für das japani-
sche Super LWR-Konzept zusammen. Ishiwatari et al. [48] beschreiben, dass aufgrund der 
Besonderheit des Super LWR-Konzepts das ADS und die Hauptdampfabsperrventile 
(HDAV) durch dasselbe Signal aktiviert werden sollen, da ein Schließen der HDAV ohne 
ADS Aktivierung eine Verringerung des Kühlmassenstroms zur Folge hätte. 
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Tab. 4-3 Übersicht über das Sicherheitssystem beim japanischen Super LWR-Konzept 













































nenbetrieben) Ausfall der Kondensatpumpen 






Anzahl Öffnen (MPa) Anzahl 
26,2 25,2 1 27,0 2 
26,4 25,4 1 27,2 3 
26,6 25,6 3 
ÜDV (20% des 
Nominalmassen-
stroms pro Ventil, 8 
Stück) 
26,8 25,8 3 
27,4 3 
ADS (eine der 
ÜDV-Funktionen) 
HDAV 
NDES (20% des 
Nominalmassen-
stroms pro Pumpe, 
3 Stück, motorbe-
trieben) 
niedriger Druck (Stufe 2) 
niedriger Kühlmittelmassenstrom (Stufe 3) 
hoher Druckkammerdruck 
 
4.3.1 Klassifizierung der zu untersuchenden sicherheitsrelevanten Betriebsereignis-
se 
Da der Super LWR ein vereinfachter LWR ist, können für die Sicherheitsanalysen die zu un-
tersuchenden Betriebsereignisse direkt mit denen von DWR und SWR verglichen werden. 
Tab. 4-4 führt für DWR, SWR und Super LWR die Arten der möglichen Abweichungen vom 
Nominalbetrieb auf und beschreibt, welche Ereignisse zu diesen Abweichungen kommen 
können [48]. 
Sicherheitssysteme und ihre Anwendung auf den DWR, SWR und Super LWR 
108 
Tab. 4-4 Vergleich der anormalen Ereignisse: ○: Transiente; ● Störfall - (einige Ereig-
nisse werden doppelt aufgeführt) nach Ishiwatari et al. [48]. 
Art der Abweichung Ereignis DWR SWR Super LWR 
Unkontrolliertes Ziehen von 
Steuerstäben 
○ ○ ○ 
Fehlstellung und Einfall von 
Steuerstabgruppen 
○  ○ 
Auswerfen eines Steuerstabs ●  ● 
Einfall eines Steuerstabs  ●  
Verdünnung der Bor-
Konzentration 
○  1) 
Anfahren eines inaktiven Reak-
torkühlmittelkreislaufs 
○ ○ ○ 
Verlust der Speisewasservor-
wärmung 
 ○ ○ 
Fehlfunktion in der Reaktorkühl-
mitteldurchsatz-Regelung 
 ○  
Fehlfunktion im Speisewasser-
Regelsystem 
 ○  
Abweichung in Reaktivität und 
Leistungsverteilung 
Unbeabsichtigtes Anfahren des 
HSSs 
  ○ 
Teilweiser Verlust des Reaktor-
kühlmittelmassenstroms 
○ ○ ○ 
Kompletter Verlust des Reaktor-
kühlmittelmassenstroms 
●2) ● ● 
Verlust der Fremdnetzeinspei-
sung 
○ ○ ○ 
Verlust der Turbinenlast   ○ 
Absperren der Frischdampflei-
tung 





● ● ● 
Verlust der Fremdnetzeinspei-
sung 
 ○ ○ 
Verlust der Turbinenlast  ○ ○ 
Absperren der Frischdampflei-
tung 
 ○ ○ 
Druckentlastung des Reaktor-
kühlsystems 
○  ○ 
Unbeabsichtigtes Anfahren des 
Notkühlsystems 
○ ○  
Fehlfunktion im Reaktordruck-
Regelsystem 
 ○ ○ 
Abweichung im Reaktordruck 
und Kühlmittelinventar 
Unbeabsichtigtes Öffnen der 
Überdruckventile 
 ○ ○ 
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Art der Abweichung Ereignis DWR SWR Super LWR 
Verlust des kompletten Speise-
wassermassenstroms 
 ○ 3) 
LOCA (Loss of coolant accident) ● ● ● 
Bruch der Frischdampfleitung ● 4) 4) 
Bruch der Speisewasserleitung ● 4) 4) 
Verlust der Turbinenlast ○   
Lasterhöhung ○   
Druckentlastung ○   
Verlust des kompletten Speise-
wassermassenstroms 
○   
Abweichung im Sekundär-
kreislauf 
Erhöhung des Wasserstands in 
den Dampferzeugern 
○   
LOCA ● ● ● 
Erzeugung von H2 Gas ● ● ● Abweichung im Containment 
Dynamische Last auf das Con-
tainment 
 ● ● 
Bersten des Abgasabklingbehäl-
ters 
● ● ● 
Unsachgemäßes Einführen oder 
Fallenlassen des Brennelements 
● ● ● 
Bruch der Frischdampfleitung 
außerhalb des Containments 
 ● ● 
Bersten eines Rohres im Dampf-
erzeuger 
●   
LOCA ● ● ● 
Auswerfen eines Steuerstabs ●  ● 
Abgabe von Reaktivität 
Einfall eines Steuerstabs  ●  
1) nicht möglich für Super LWR aufgrund des Direktkreislaufs; 2) klassifiziert als Störfall für 
japanische DWR; 3) dasselbe wie „Kompletter Verlust des Reaktorkühlmittelmassenstroms“ 
da keine Umwälzung und kein sekundärer Kreislauf; 4) abgedeckt durch LOCA da kein Se-
kundärkreislauf 
 
Wie bereits erwähnt, sind die Ereignisse, bei denen sich der Reaktorkühlmittelmassenstrom 
verringert, eine der wichtigsten für die Sicherheitsanalysen für Super LWR. Ishiwatari et al. 
[48] beschreiben, dass aufgrund des unterschiedlichen Kühlmittelkreislaufs die sicherheitsre-
levanten Ereignisse, die eine Verminderung des Reaktorkühlmittelmassenstroms beim DWR 
und SWR zur Folge haben, neu für die Anwendung auf den Super LWR bewertet werden 
müssen. So entspricht der Ausfall der Hauptkühlmittelpumpen beim DWR und beim SWR 
dem Ausfall der Hauptspeisewasserpumpen beim Super LWR. Die Ereignisse „Verlust des 
kompletten Speisewassermassenstroms“ und „Verlust des kompletten Kühlmittelmassen-
stroms“ sind für die Analysen beim Super LWR dieselben. 
Für den SCLWR-H bedeutet der Verlust der Versorgung des Speisewasserkessels mit Spei-
sewasser ein Abschalten der Hauptspeisewasserpumpen, weil die Zulaufhöhe durch den 
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sinkenden Füllstand im Speisewasserkessel fällt. Dieses anormale Ereignis hat als Auslöser 
z.B. den Verlust der Fremdnetzeinspeisung. Durch die fehlende Fremdversorgung mit Strom 
fallen die motorbetriebenen Kondensatpumpen aus, während die turbinenbetriebenen 
Hauptspeisewasserpumpen durch den aus der Turbine kommenden Dampf noch eine zeit-
lang weiter verwendet werden können, da die Füllmenge im Speisewasserkessel ausrei-
chend groß dimensioniert ist. Ishiwatari er al [48] beschreiben, dass bei einer Speiswasser-
kesselfüllmenge von 140 m3 das Kesselinventar nur um 7% in 10s nach Ausfall der Konden-
satpumpen verringert wird. Dies gibt die Möglichkeit rechzeitig eine RESA des Kerns durch-
zuführen, bevor auch die Hauptspeisewasserpumpen abgeschaltet werden müssen. Im Falle 
des SCLWR-Hs werden die Hauptspeisewasserpumpen 10s nach Beginn der Transiente 
abgeschaltet, während der SCRAM direkt bei der Detektion der Transienten „Verlust der 
Fremdnetzeinspeisung“, „Ausfall der Kondensatpumpen“ und „Schnelles Schließen des Tur-
binenregelventils“ durchgeführt wird [48]. 
Beim Verlust des für den Betrieb der Hauptspeisewasserpumpen benötigten Dampfs werden 
diese zwangsweise auch abgeschaltet. Jedoch muss dies nicht direkt bei der Feststellung 
der Transienten „Verlust der Turbinenlast“ und „Isolation der Frischdampfleitung“ geschehen. 
Wie auch beim SWR befindet sich in den Dampfleitungen und der Turbine noch genügend 
Restdampf, um die Hauptspeisewasserpumpen noch 10s in Betrieb zu halten [48]. Der 
durchzuführende SCRAM kann wie bereits beschrieben schon vor dem Stillstand der Pum-
pen innerhalb der ersten 10s bei Feststellung der Transiente erfolgen. Als auszulösendes 
Ereignis werden bei der Feststellung der Transiente die durchzuführenden Aktionen „Schnel-
les Schließen des Turbinenregelventils“ und „Schließen der HDAV“ für den SCRAM verwen-
det, da diese die Reaktorkühlmittelströmung verringern. 
Die anderen Abweichungen vom Nominalbetrieb in Tab. 4-4 sind entweder den durchzufüh-
renden Sicherheitsuntersuchungen vom DWR oder SWR angelehnt, da der Super LWR Ei-
genschaften von beiden besitzt. Jedoch müssen einige ausschließlich für den SCLWR-H zu 
untersuchende Abweichungen im Hinblick auf den HPLWR anders bewertet werden, da für 
das HPLWR-Sicherheitssystem kein HSS wie in der japanischen Version vorgesehen ist. 
4.3.2 Sicherheitskriterien und daraus folgende Anforderungen an das Sicherheits-
system 
Die allgemeine Definition für die bei Transienten zulässigen Randbedingungen beim LWR 
ist, dass kein systematischer Brennstabschaden auftreten und der Systemdruck nicht über 
den maximalen Auslegungsdruck der Komponenten steigen darf, während für die Verhinde-
rung eines Störfalls beim LWR ein Kernschaden verhindert werden muss [48]. Da Experi-
mente zur Validierung der Grenzwerte für die Sicherheitsanalysen eines Super LWRs mo-
mentan nicht zur Verfügung stehen, müssen diese in späteren Analysen neu bewertet wer-
den. 
Ishiwatari et al. [48] unterscheiden drei unterschiedliche Sicherheitskriterien: 
• das Kriterium für die Brennstabfestigkeit, 
• das Kriterium für die Druckfestigkeit und 
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• das Sicherheitskriterium für ATWS (Anticipated Transient without SCRAM). 
Für das Kriterium der Brennstabfestigkeit ist die Wahl des Hüllrohrmaterials von essentieller 
Bedeutung. Aufgrund der hohen Belastung kommen nur austenitische Edelstähle oder auf 
Nickel basierende Werkstoffe in Frage. Weiterhin müssen für die jeweiligen Analysen die 
unterschiedlichen Versagensarten und Kriterien für Kategorien „Transiente“ und „Störfall“ 
definiert werden. Ishiwatari et al. [48] unterteilen dabei in Tab. 4-5 noch zusätzlich die 
Versagensarten aufgrund der Ursache in „Verlust der Kühlung“ und „hohe Leistung“. 
Tab. 4-5 Sicherheitskriterien für Brennstabfestigkeit nach Ishiwatari et al. [48]. 








































ratur < Limit,  
plastische Ver-
formung < Limit, 
Enthalpie < Limit 
Kein Kriterium 
 
Das mechanische Versagen des Brennstabs während einer Transiente kann sowohl durch 
den Verlust der Kühlung, als auch durch zu hohe thermische Leistung erfolgen. Bei dem Ver-
lust der Kühlung tritt ein Beulen des Brennstabs auf, falls die Druckdifferenz über das Brenn-
stabhüllrohr größer als das festgesetzte Limit ist. Der Grund hierfür ist nach Ishiwatari et al. 
[48] die Reduzierung des E-Moduls bei hohen Materialtemperaturen, weshalb die Hüllrohr-
temperatur während einer Transiente begrenzt sein muss. Yamaji et al. [128] geben an, dass 
die Hüllrohrtemperatur mit einigen Sicherheitsmargen 850°C nicht überschreiten soll, so 
dass die maximale Druckdifferenz über das Hüllrohr weniger als ein Drittel des Versagens-
drucks entspricht. Um ein Bersten des Brennstabs während einer zu hohen Leistungsexkur-
sion zu verhindern, muss die plastische Verformung kleiner als die maximale Zugfestigkeit 
des Werkstoffs sein. Gleiches gilt für die Brennstoff-Hüllrohr-Interaktion, wobei die plastische 
Verformung, die maximale Brennstofftemperatur und -enthalpie unter dem jeweiligen Grenz-
wert liegen müssen. Für Edelstähle als Hüllrohrmaterial ist jedoch die Brennstoff-Hüllrohr-
Interaktion nicht so kritisch im Vergleich zu Zircaloy-Hüllrohren, da Brennstoff und Edelstahl 
einen ähnlichen Wärmeausdehnungskoeffizienten besitzen und daher Bersten das wichtigste 
Versagenskriterium für Edelstähle ist [86]. Yamaji et al. [128] haben auch für diese Fälle die 
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maximal erlaubte Leistungserhöhung für Transienten berechnet, die ein Schmelzen des 
Brennstoffs und eine plastische Verformung verhindern. Für kleine Leistungserhöhungsraten, 
die 0,1% bis 1% der nominalen Leistung pro Sekunde entsprechen, beträgt die maximal er-
laubte Leistung 124%. Dagegen entspricht die maximal erlaubte Leistungserhöhung für Er-
höhungsraten zwischen 1% und 10% pro Sekunde 136% der nominalen Leistung und 182% 
für Erhöhungsraten über 10% pro Sekunde. 
Das Versagenskriterium aufgrund des Überschreitens des minimalen DNB-Verhältnisses 
während der Aufheizung wird bei den Transienten nicht berücksichtigt [48]. Der Grund dafür 
ist, dass das Auftreten des Phänomens der Verschlechterung des Wärmeübergangs beim 
Überschreiten der pseudokritischen Temperatur nicht so kritisch für die maximale Hüllrohr-
temperatur ist wie der DNB. 
In der Kategorie Störfall muss für den Fall „Verlust der Kühlung“ laut Ishiwatari et al. [48] die 
Struktur soweit intakt bleiben, dass sie noch kühlbar ist. Der limitierende Faktor ist daher die 
Oxidation des Hüllrohrmaterials. Für den SCLWR-H wird als maximale Hüllrohrtemperatur 
gegen Oxidation 1260°C angenommen. Dieser Wert entspricht dem Kriterium für Edelstähle 
bei einem „Verlust der Kühlung“-Störfall in amerikanischen DWR [20]. Selbst bei Nickelbasis-
legierungen, die eine ähnliche Materialzusammensetzung wie Edelstähle besitzen, kann das 
Kriterium der maximalen Hüllrohrtemperatur von 1260°C gegen Oxidation auch verwendet 
werden [48]. 
Für den Fall einer zu hohen Leistungsexkursion in der Kategorie Störfall, die mit „Reactivity 
Initiated Accident“ (RIA) bezeichnet wird, muss laut Ishiwatari et al. [48] die maximal erlaubte 
Brennstoffenthalpie bestimmt werden. Beim SCLWR-H beträgt diese 230 cal/g. Dies ent-
spricht dem Sicherheitskriterium für LWR. 
Das Kriterium der Druckfestigkeit bei Super LWR kann nicht direkt von den LWR übernom-
men werden, da die relative Druckänderung im System aufgrund des Direktdampfkreislaufs 
und dem hohen Arbeitsdruck kleiner als bei den LWR ist [48]. Für den SCLWR-H betragen 
die maximal erlaubten Drücke für Transiente und Störfälle 105%, beziehungsweise 110% 
des Nominaldrucks, während für LWR diese 110% und 120% betragen [48]. In diesem Zu-
sammenhang muss auf die Kriechfestigkeit der verwendeten Materialen und auf die damit 
einhergehende Werkstoffermüdung bei hohen Temperaturen besonders geachtet und geeig-
nete Werkstoffe für die Hüllrohre gefunden werden, weil diese die höchsten Oberflächen-
temperaturen während des nominalen Betriebs und auch während Transienten und Störfäl-
len erfahren. 
Das dritte zu betrachtende Sicherheitskriterium ist die Kategorie ATWS, das durch eine 
anormale Transiente gekennzeichnet ist, bei der keine RESA erfolgt. Wie auch bei den ande-
ren zu untersuchenden Kriterien können die Vorgaben der LWR für die Bewertung der 
ATWS beim Super LWR herangezogen werden, da dieser eine vereinfachte Version des 
LWR-Konzepts darstellt [48]. Dies betrifft vor allem die Eintrittswahrscheinlichkeit und die 
Bewertung der Ereignisse. Eine deterministische Betrachtung der ATWS-Szenarien, die erst 
die inhärenten Sicherheitseigenschaften von LWR, wie zum Beispiel negativer Dampfbla-
senkoeffizient, als auch die komplette Reaktordynamik inklusive Dampfkreislauf aufzeigen, 
sind laut Ishiwatari et al. [48] unbedingt nötig, da dies bei nicht ausreichend dimensionierten 
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Sicherheitsmargen zu einem schweren Kernschaden führen kann. Für den SCLWR-H wur-
den diese von Ishiwatari et al. [47] untersucht. Als zu bewertende Kenngrößen werden wie 
beim LWR dieselben Sicherheitskriterien verwendet, die auch für Störfälle gelten, auch wenn 
die Wahrscheinlichkeiten eines ATWS-Auftretens weit unter denen für Störfälle liegen. 
Tab. 4-6 Vergleich der maximalen Hüllrohrtemperaturen für Nominalbetrieb, die Sicher-
heitskriterien für Transienten und Störfälle in den drei Kernbereichen des HPLWRs. 








Stationärer Nominalbetrieb am Ein-
tritt 
305°C 310°C 389°C 441°C 
Stationärer Nominalbetrieb am Aus-
tritt 
500°C 389°C 441°C 500° C 
Stationäre Nominalbedingung am 
Hüllrohr (Brennelementauflösung) 
650°C 
Stationäre Nominalbedingung am 
Hüllrohr (Pin-by-Pin-Auflösung) 
710°C 
Stationäre Nominalbedingung am 
Hüllrohr (Pin-by-Pin-Auflösung + Un-
sicherheitsfaktor) 
740°C 
noch zu bestimmen 
Stationäre Nominalbedingung am 




620°C 620°C 620°C 
Sicherheitskriterium für Transiente 850°C 850°C 850°C 850°C 
Versagenswert für Transiente Werkstoffabhängig 
Sicherheitskriterium für Störfall 1260°C 1260°C 1260°C 1260°C 
Versagenswert für Störfall Werkstoffabhängig 
 
Tab. 4-6 zeigt den Vergleich der maximalen Hüllrohrtemperaturen eines SCLWR-Hs für No-
minalbetrieb mit den maximalen Hüllrohrtemperaturen der drei Kernbereiche des HPLWRs. 
Zusätzlich werden die Sicherheitskriterien für Transiente und Störfall, die in dieser Arbeit 
verwendet werden, dargestellt. Ein direkter Vergleich zwischen dem Ein-Pass-Kern des 
SCLWR-Hs und dem 3-Pass-Kern des HPLWRs ist nur bedingt möglich, da die Aufheizung 
im ersten Fall von knapp 300°C auf 500°C in einem Schritt erfolgt und im letzten auf drei 
Aufheizschritte verteilt wird. Dennoch lässt sich so ein wichtiger Vorteil des HPLWR-3-Pass-
Konzepts gegenüber dem SCLWR-H anhand der niedrigeren maximalen Hüllrohrtemperatu-
ren des Heißkanals in den jeweiligen Aufheizstufen Verdampfer, Überhitzer 1 und Überhitzer 
2 aufzeigen. 
Im japanischen Super LWR-Konzept wird das heißeste Hüllrohr in der Designphase auf 
650°C festgelegt. Mit diesem Grenzwert wurde eine dreidimensionale Kernauslegung auf 
Brennelementebene durchgeführt [128]. Da diese Betrachtung jedoch die lokalen Unterka-
naleffekte und die unterschiedliche Leistungsverteilung auf Brennstabebene nicht berück-
sichtigt, zeigten mit einer Abbrandsimulation gekoppelte Unterkanalanalysen, dass sich die 
Hüllrohrtemperatur um weitere 60°C auf 710°C erhöhte [129]. Weiterhin wurden Monte-
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Carlo-Berechnungen durchgeführt, die die ingenieurmäßigen Unsicherheiten bei der Ausle-
gung berücksichtigen. Yang et al. [130] berechneten einen weiteren 30°C Anstieg des hei-
ßesten Hüllrohrs auf 740°C. 
Somit ergeben sich für die Sicherheitsanalysen für den HPLWR folgende maximale Tempe-
raturerhöhungen von 230°C für Transienten und 640°C für Störfälle. 
Für die hier durchgeführten Sicherheitsanalysen ergeben sich nun für die jeweiligen Kernbe-
reiche des HPLWRs die in Tab. 4-7 dargestellten Werte bei stationärem Volllastbetrieb. Da 
die in dieser Arbeit durchgeführten Sicherheitsanalysen mit zwei unterschiedlichen APROS-
Versionen berechnet wurden, ergeben sich minimale Unterschiede in den maximalen Hüll-
rohrtemperaturen, die in der Umverteilung der thermischen Leistung in den drei Kernzonen 
ihre Ursache haben und genauer in Kapitel 3.1 beschrieben sind. 
Tab. 4-7 Randbedingungen für die Sicherheitsanalysen beim stationären Volllastbetrieb 































405 556 462 673 515 612 































405 565 464 678 516 614 
 
4.3.3 Das Sicherheitssystem des HPLWRs und Auswahl der zu untersuchenden 
Ereignisse 
Aus dem direkten Vergleich mit den Sicherheitsanalysen für den SCLWR-H ergeben sich 
einige Unterschiede für den HPLWR. Diese beinhalten die Strömungsführung im Kern und 
das zu untersuchende Sicherheitssystem. Weiterhin ist durch die Modellierung der Heißka-
näle mit einem Heißkanalfaktor von 2 mit höheren Hüllrohrtemperaturen zu rechnen. Dies 
erlaubt die Auslegung der Sicherheitssysteme des HPLWRs mit einer erhöhten Reserve ge-
genüber den vorgestellten Limits der Sicherheitskriterien. 
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Ein erstes Sicherheitskonzept für den HPLWR wurde von Bittermann et al. [11] vorgeschla-




• Druckabbau und Druckentlastung des RDBs 
• Wärmeabfuhr aus dem RDB 
• Ergänzung des Wassers im Reaktor 
• Wärmeabfuhr aus dem Containment 
Aus diesen Funktionen müssen nun für den HPLWR Sicherheitssysteme abgeleitet werden, 
die es erlauben die einzelnen Transienten und Störfälle bei Beibehaltung der bereits be-
schriebenen Sicherheitskriterien zu beherrschen. Bittermann et al. [11] geben dabei einen 
allgemeinen Überblick der Sicherheitssysteme und ihrer Sicherheitsfunktionen, der in Tab. 
4-8 dargestellt ist. Dabei entsprechen die vier redundanten Niederdruckeinspeisesysteme 
den vier Nachwärmeabfuhrsystemen. 
Ein erstes Containmentdesign wurde von De Marsac et al. [21] vorgeschlagen, welches dem 
Containment von modernen SWR wie dem SWR1000 von AREVA angelehnt ist. Weiterhin 
wurden erste stationäre Analysen für zwei verschiedene Einspeisesysteme durchgeführt. 
Tab. 4-8 Übersicht der Sicherheitssysteme und ihrer Funktion beim HPLWR nach Bit-
termann et al. [11]. 
Sicherheitsfunktion Sicherheitssysteme 
Reaktivitätskontrolle zwei unabhängige RESA-Systeme 
Containmentabschluss zwei HDAV per Frischdampfleitung 
Reaktordruckkontrolle und Druckentlastung acht ÜDV und ADS 
Kernflutung und Kühlung vier Niederdruckeinspeisesystem, vier Hoch-
druckeinspeisesysteme  
Nach- / Wärmeabfuhr aus dem RDB vier Nachwärmeabfuhr- und Niederdruckein-
speisesysteme 
Nach- / Wärmeabfuhr aus dem Containment vier Nachwärmeabfuhrsysteme, vier Gebäu-
dekondensatoren 
 
Hervorgehend aus Tab. 4-8 werden für die Simulation des HPLWR-Sicherheitssystems nur 
Transiente und Störfälle betrachtet, die eine Aktivierung des ADSs, des Niederdruckeinspei-
sesystems und des Hochdruckeinspeisesystems benötigen. Da das ADS die ÜDV verwen-
det, müssen diese simuliert werden. Jedoch wird kein Fall betrachtet, in dem die ÜDV nach 
dem Druckabbau wieder schließen. 
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Weiterhin werden aus Tab. 4-4 für die Sicherheitsanalysen diejenigen herausgesucht, die 
keine abnormalen Ereignisse der Reaktivität, wie unkontrolliertes Ziehen eines Steuerstabs 
oder Verlust der Speisewasservorwärmung voraussetzen, da diese von ungarischen Pro-
jektpartnern [56] untersucht werden. Aus Tab. 4-9 wird ersichtlich, dass die verbleibenden 
Ereignisse im Grunde Transienten und Störfälle beinhalten, die eine Verringerung des Reak-
torkühlmittelmassenstroms und eine Abweichung im Reaktordruck zu höheren Werten mit 
anschließender RESA darstellen. Die Konzentration auf Ereignisse, die eine RESA beinhal-
ten, erlaubt die Simulation mit dem vereinfachten Reaktormodell ohne Reaktivitätsrückwir-
kung, das zur Kreislaufanalyse entwickelt wurde. Dies gibt die Möglichkeit eine konservative 
Abschätzung des Verlaufs der Hüllrohrtemperaturen während Transienten und Störfällen bis 
zur vollständigen RESA durchzuführen, da danach die Reaktivitätsrückwirkung keine Rolle 
mehr spielt. 
Beispielhaft wird aus der Gruppe der Transienten ein teilweiser Verlust des Reaktorkühlmit-
telmassenstroms berechnet. Die erste Transiente (Transiente 1) in Tab. 4-9 tritt auf, wenn 
eine oder mehrere Hauptspeisewasserpumpen ausfallen und dadurch der Reaktorkühlmit-
telmassenstrom reduziert wird. Diese Transiente kann anschließend das Anfahren einer Er-
satz-Hauptspeisewasserpumpe beinhalten. Der Verlust der Fremdnetzeinspeisung (Tran-
siente 2) hat ein Ausfallen aller elektrischen Systeme zur Folge, weshalb eine RESA bei 
gleichzeitigem Ausfall aller Pumpen zu berücksichtigen ist. Wird jedoch ein verspätetes Ab-
schalten des Reaktors durchgeführt oder bleibt die Abschaltung wegen einem Fehler im 
SCRAM-System aus, müssen im ersteren Fall die Kriterien für Störfall und für den letzteren 
Fall für ATWS herangezogen werden, weshalb Transiente 2 zu Gunsten des Störfalls nicht 
analysiert wird. 
Tab. 4-9 Auswahl der Ereignisse für die Sicherheitsanalysen für den HPLWR. 
Verringerung des Reaktorkühlmittelmassenstroms 
Transiente  
1 Teilweiser Verlust des Reaktorkühlmittelmassenstroms 
2 Verlust der Fremdnetzeinspeisung (nicht betrachtet) 
Störfall  
1 Kompletter Verlust des Reaktorkühlmittelmassenstroms 
2 kleiner LOCA (kleines Leck außerhalb Containment) 
3 kleiner LOCA (kleines Leck innerhalb Containment) 
4 Verlust der Fremdnetzeinspeisung mit verspätetem SCRAM 
 
Die vier Ereignisse, die für Störfallszenarien herangezogen werden, beinhalten als überge-
ordnetes Ereignis die Verringerung des Reaktorkühlmittelmassenstroms wie schon bei den 
Transienten davor. Ein kompletter Verlust des Reaktorkühlmittelmassenstroms liegt vor, 
wenn beispielsweise alle Hauptspeisewasserpumpen durch mechanischen Schaden oder 
fehlende Stromversorgung ausfallen (Störfall 1). Weiterhin ist es möglich, durch LOCA (Loss 
of Coolant Accident) außerhalb und innerhalb des Containments Reaktorkühlmittel zu verlie-
ren (Störfälle 2 und 3). Der Verlust der Fremdnetzeinspeisung mit verspätetem SCRAM wird, 
wie bereits erwähnt, als Ereignis 4 bei den Störfällen eingeordnet. 
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Um die Anzahl der zu untersuchenden Fälle zu minimieren, wird in dieser Arbeit nach ge-
meinsamen Merkmalen bei den in Tab. 4-9 beschriebenen Szenarien gesucht und beispiel-
haft jeweils eine Analyse durchgeführt: 
Da der Dampfkreislauf mit den Speisewasser- und Frischdampfleitungen per Definition die 4. 
Barriere, also das Containment, durchbricht, ist bei Schäden der Leitungen und dem daraus 




• Containmentabschluss  
• Druckentlastung und Aufbau eines Ersatz-Dampfkreislaufs innerhalb des Contain-
ments 
Das auslösende Ereignis, das in Tab. 4-9 einen kompletten Verlust des Reaktorkühlmittel-
massenstroms bewerkstelligt, ist die Schließung aller Speisewasser- und Frischdampfdurch-
dringungsarmaturen des Containments (Störfall 1). Es werden daher Störfälle untersucht, die 
als gemeinsames Merkmal einen Containmentabschluss beinhalten. Dies kann beispielswei-
se Kühlmittelverlust außerhalb oder innerhalb des Containments aufgrund eines kleinen 
Lecks sein (Störfälle 2 bis 3). Für Störfälle, die einen großen Kühlmittelverlust betrachten, ist 
dieses Ereignis nicht geeignet, da durch die schnelle Druckentlastung durch den Leitungs-
bruch der Druck nicht wie bei einem kleinen LOCA im überkritischen Bereich nahezu kon-
stant bleibt und das ADS bei zu niedrigem Systemdruck aktiviert wird. 
Im Gegensatz zu dem bereits beschriebenen Ereignisablaufplan erfolgt die RESA erst bei 
Messung eines zu hohen Drucks, der durch den Containmentabschluss verursacht wird, und 
nicht bei zu niedrigem Massenstrom oder Diskrepanz zwischen Kühlmittel- und Dampfmas-
senstrom. Dies ist ein konservativeres Vorgehen bei der Auslegung des Sicherheitssystems 
gegenüber den in den Tab. 4-2 und Tab. 4-3 beschriebenen japanischen Sicherheitssyste-
men und Auslösekriterien. 
Im Falle des Verlusts der Fremdnetzeinspeisung (Störfall 4) mit verzögertem SCRAM, das 
auch wie bei Störfall 1 durch einen Ausfall aller Hauptkühlmittelpumpen einen kompletten 
Verlust des Reaktorkühlmittelmassenstroms beinhaltet, soll die Fragestellung des Nutzens 
eines Schwungrads, das die Auslaufzeiten der Hauptspeisewasserpumpen verlängern soll, 
genauer untersucht werden. 
Das Ziel der Arbeit ist, durch eine Parameterstudie das Reaktorverhalten für die beschriebe-
nen Transienten und Störfälle zu untersuchen und damit das Sicherheitssystem zu optimie-
ren. 
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Die Arbeit ist dazu in die folgenden Schritte gegliedert: 
• Die Parameterstudie für das automatische Druckentlastungssystem ist in Kapitel 5.2 
zu finden. 
• Systeme, die nach der Druckentlastung einen Ersatz-Dampfkreislauf im Containment 
aufbauen, werden in Kapitel 5.3 und 5.4 diskutiert. 
• Analysen für den Ausfall und das Anfahren einer Hauptspeisewasserpumpe und der 
komplette Ausfall aller Hauptspeisewasserpumpen bei einem Verlust der Fremdnetz-
einspeisung mit verspätetem SCRAM sind in Kapitel 5.5 beschrieben. 
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5 Simulation und Ergebnisse des HPLWR-Sicher-
heitssystems mit APROS 
Mit dem in APROS modellierten HPLWR-Dampf-Wasserkreislauf kann ein Modell für Analy-
sen der betrachtenden Sicherheitssysteme entwickelt werden. Der Vorteil besteht darin, dass 
nun das ganze Verhalten des Dampfkreislaufs berücksichtigt werden kann, was in einem 
besseren Verständnis der Dynamik der HPLWR-Sicherheitssysteme resultiert, da normaler-
weise bei Sicherheitsanalysen das zu betrachtende System nur sehr vereinfacht modelliert 
wird. 
Abb. 5-1 zeigt die für die APROS-Simulation vorgesehenen drei Sicherheitssysteme in einem 
vereinfachtem Containmentmodell, basierend auf einem Vorschlag von De Marsac et al. [21]. 
Im Falle, dass der Druck im RDB über den Auslösedruck des automatischen Druckentlas-
tungssystems (ADS) steigt, wird der Reaktor notabgeschaltet. Gleichzeitig öffnen sich die 
acht Sicherheitsüberdruckventile und der Dampf wird durch acht Spargers in die Flutbecken 
abgeblasen. Die Langzeitkühlung nach der Druckentlastung, die wegen der im Kern auftre-
tenden Nachzerfallswärme notwendig ist, wird entweder durch das Niederdruck- oder das 
Hochdruckeinspeisesystem bereitgestellt. 
Beide Einspeisesysteme sind so ausgelegt, dass sie bei unterkritischem Druck arbeiten. 


























Abb. 5-1 Vereinfachtes Containment-Modell mit ADS, Niederdruck- und Hockdruckein-
speisesystem. 
Das vorgesehene Niederdruckeinspeisesystem basiert auf bewährten SWR-Sicherheitsan-
sätzen. Es ist ein offener Kreislauf, der in Abb. 5-2 rot dargestellt ist. Das Niederdruckein-
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speisesystem ist als ein vierfach redundantes, aktives System ausgeführt, welches kaltes 
Wasser von der Kondensationskammer in den Kern speist. Dazu werden ein Wärmetauscher 
und eine elektrisch betriebene Pumpe benötigt, die sich unter der Kondensationskammer 
befinden und notfalls von Dieselmotoren angetrieben werden können. Da während der 
Druckentlastung der aus dem Reaktor kommende Dampf in dem Flutbecken kondensiert und 
somit warmes Wasser durch Überlaufleitungen in die Kondensationskammer fließt, wärmt 
sich das Wasser im Kondensationsbecken langsam auf. Um den Kern immer mit kaltem 
Wasser zu versorgen und die Nachzerfallswärme aus dem Containment abzuführen, wird 
das Wasser durch den der Niederdruckeinspeisepumpe nachgeschalteten Wärmetauscher 
abgekühlt. Des Weiteren soll die Niederdruckeinspeisepumpe nur bei geringen Drücken ein-
speisen, um die benötigte Pumpenleistung und somit den benötigten Stellplatz unter der 
Kondensationskammer zu reduzieren. Als Einspeisungsdruck für das Niederdruckeinspeise-
system sind 6 MPa vorgesehen. Danach speist die Niederdruckeinspeisepumpe das Wasser 
in die Speisewasserleitung ein, die durch ein Rückschlagventil vom Niederdruckeinspeise-
system getrennt ist. Das Rückschlagventil ist bei Nominalbetrieb geschlossen und trennt 



























Abb. 5-2 Niederdruckeinspeisesystem im Betrieb (in rot gekennzeichnet). 
Das Hochdruckeinspeisesystem wird als eine weitere Option neben dem Niederdruckein-
speisesystem untersucht. Es ist im Gegensatz zum Niederdruckeinspeisesystem ein ge-
schlossener Kreislauf, wie in Abb. 5-3 rot gezeigt, und besteht aus einem Kondensator und 
einer notfalls batteriebetriebenen Hochdruckeinspeisepumpe. 
Wie beim Niederdruckeinspeisesystem ist das Hochdruckeinspeisesystem mit einer vierfa-
chen Redundanz ausgeführt. Es befindet sich auf der gleichen geodätischen Höhe unter der 
Kondensationskammer wie das Niederdruckeinspeisesystem. Der Kondensator, der zum 
Abkühlen des eintretenden Dampfs aus der Dampfleitung benötigt wird, wird zwecks Wär-
meabfuhr in das Flutbecken getaucht. 
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Die Hochdruckeinspeisepumpe speist ein, wenn der Reaktoreintrittsdruck unter 10 MPa fällt. 
Da in diesem Fall Dampf zum Kondensator im Flutbecken geleitet wird, müssen die ADS-
Leitungen wieder geschlossen werden, um einen geschlossen Kreislauf zu etablieren. Folg-
lich müssen zusätzliche Absperrventile in die ADS-Leitung eingeführt werden, die die Leitung 
wieder schließen, sobald der meiste Dampf aus dem Kern in das Flutbecken durch die Spar-
gers abgeblasen wurde. Die benötigten Ventile werden aktiv geregelt. 
Das Hochdruckeinspeisesystem wird an die Speisewasserleitung über ein Rückschlagventil 
angeschlossen, das während des Nominalbetriebs geschlossen ist. Der Eintritt des Hoch-
druckeinspeisesystems wird an die Dampfleitung durch ein T-Stück ohne ein Ventil ver-
knüpft. Der Vorteil eines solchen Systems ist, dass die benötigte Pumpenleistung viel gerin-
ger als beim Niederdruckeinspeisesystem sein kann, da nur der Druckverlust des geschlos-



























Abb. 5-3 Hochdruckeinspeisesystem im Betrieb (in rot gekennzeichnet) nachdem die 
Absperrventile der ADS-Leitung geschlossen wurden. 
 
5.1 Modellierung des HPLWR-Sicherheitssystems 
Das beschriebene Sicherheitssystem mit der dazugehörigen Regelung und den Schnittstel-
len zum Containment wird dem APROS-Dampf-Wasserkreislauf hinzugefügt. Allerdings 
müssen einige Vereinfachungen getroffen werden, um die Modellierungskomplexität und die 
Rechenzeit auf ein akzeptables Limit herabzusenken. Das APROS-Containment und Sicher-
heitssystem beinhaltet somit: 
• die Containmentabschlussventile, 
• die Speisewasser- und Dampfleitungen, 
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• das Flutbecken, 
• die Kondensationskammer, 
• das automatische Druckentlastungssystem (ADS) einschließlich Überdruckventile, 
• das Niederdruckeinspeisesystem und 
• das Hochdruckeinspeisesystem. 
Die Containmentabschlussventile, die Speisewasser- und Dampfleitungen werden entspre-
chend dem Containmentlayout von De Marsac et al. [21] modelliert. Krümmer, T-
Verzweigungen und Höhendifferenzen werden durch zusätzliche Druckverlustkoeffizienten in 
den Komponenten berücksichtigt. 
Das Flutbecken wird auf zwei Arten in APROS dargestellt. Die Spargers werden mit einer 
Node verknüpft, die den entsprechenden Druck des Flutbeckens von 0,1 MPa, die Tempera-
tur von 40°C und ein Wasservolumen von 1121 m3 besitzt. Dies ermöglicht, dass der hydro-
statische Druck der Wassersäule über den Spargers berücksichtigt werden kann. Weiterhin 
wird die Druckänderung während des Abblasens in das Flutbecken nicht in der Node be-
rücksichtigt, was eine konstante Druckrandbedingung während der Simulation ermöglicht. Im 
Gegensatz dazu wird der Kondensator des Hochdruckeinspeisesystems nur mit einer kon-
stanten Point-Randbedingung verknüpft, die die Temperatur und den Druck des Flutbeckens 
besitzt. Um den stetigen Wandwärmestrom während des Betriebs des Hochdruckeinspeise-
systems zu ermöglichen, wird die Rohraußenseite mit dem Point durch ein Wärmeübertra-
gungsmodul verbunden. Diese Art der Modellierung vernachlässigt die Erwärmung des Flut-
beckens während der Druckentlastung des Reaktors und der daraus resultierenden Konden-
sation von Dampf und die Wärmeabfuhr über den Kondensator des Hochdruckeinspeisesys-
tems. Die Vernachlässigung ist gerechtfertigt, da es nach De Marsac et al. [21] über acht 
Stunden dauert bis das Wasser von 40°C auf 100°C durch die Abführung der Nachzerfalls-
wärme aus dem Kern aufgeheizt und nur das Kurzzeitverhalten berücksichtigt wird. 
Die Kondensationskammer wird auch nur als eine konstante Temperatur- und Druckrandbe-
dingung vorgegeben. Die Aufheizung der Kondensationskammer in den langfristigen Tran-
sienten durch das Einströmen von warmem Wasser aus dem Flutbecken über die Überlauf-
leitungen wird somit hier auch vernachlässigt. Zusätzlich wird aber der hydrostatische Druck 
des Wassers in der Kondensationskammer in der Druckrandbedingung berücksichtigt, da der 
Ablauf sich am Beckenboden befindet. Somit ergeben sich für den Druck und die Temperatur 
die folgenden Werte von 0,14 MPa, beziehungsweise 40°C. 
Die Spargers werden durch relativ kleine Nodes mit einem Gesamtvolumen von 0,167 m3 
dargestellt, das dem inneren Volumen der von De Marsac et al. [21] vorgeschlagenen acht 
zylinderförmigen Sparger entspricht. Sie werden durch kurze Rohre mit der Node, die das 
Flutbecken repräsentiert, verbunden und besitzen eine Gesamtströmungsfläche von 0,15 m2 
und einen hydraulischen Durchmesser von 2 mm. Die Rohre stellen die Löcher im Mantel 
der Spargers dar, durch die der Dampf in das Flutbecken geleitet wird. Die Höhendifferenzen 
des ADSs werden entsprechend dem Containment-Modell von De Marsac et al. [21] berück-
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sichtigt. Weiterhin wird der zusätzliche Druckverlust durch Krümmer und T-Verzweigungen 
durch Druckverlustkoeffizienten in den Verrohrungen eingefügt. 
In den ADS-Ventilen und den Rohren, die den Spargerlöchern entsprechen, wird die Be-
grenzung des Massenstroms durch den kritischen Massenstrom beim Druckentlasten des 
Kerns erlaubt. Im engsten Querschnitt herrscht maximal Schallgeschwindigkeit. 
Das Niederdruckeinspeisesystem ist ein vierfach redundantes Sicherheitssystem, das aus 
jeweils einem Wärmetauscher und einer Pumpe besteht. Zur Vereinfachung wird der Wär-
metauscher im APROS-Containment nicht modelliert, da auch die Aufheizung in der Kon-
densationskammer nicht berücksichtigt wird. Zusätzlich wird nur eine Pumpe verwendet. Die 
Sequenz für das Niederdruckeinspeisesystem sieht vor, dass die Pumpe einspeist, sobald 
der Reaktoreintrittsdruck unter 6 MPa fällt. Der Reaktordruck wird dabei mit einer Verzöge-
rung von 0,1s gemessen. Die Drehzahl der Pumpe erhöht sich dann auf 100% in einer Se-
kunde und bleibt während der restlichen Transiente konstant. Tab. 5-1 beschreibt die Haupt-
eingabeparameter für die Niederdruckeinspeisepumpe. Die Höhendifferenzen des Nieder-
druckeinspeisesystems werden entsprechend dem Containment-Layout von De Marsac et al. 
[21] in das APROS-Modell übernommen und der Druckverlust aufgrund von Krümmern, T-
Verzweigungen und dem vernachlässigtem Wärmetauscher als zusätzliche Druckverlustko-
effizienten in die Verrohrung implementiert. 





nominaler Massenstrom [kg/s] 400 200 
nominale Pumpenhöhe [m] 602 42 
maximale Pumpenhöhe [m] 752 52 
Zulaufhöhe [m] 7,18 9,3 
Hochdruckeinspeisekondensator 
Hydraulischer Durchmesser [m] 0,015 
Wandstärke [m] 0,001 
Rohrlänge [m] 3 
Anzahl der Rohre [-] 7000 
 
Das Hochdruckeinspeisesystem besitzt, wie auch das Niederdruckeinspeisesystem eine 
vierfache Redundanz und besteht aus einem Kondensator und einer batteriebetriebenen 
Pumpe. Zur Vereinfachung werden nur eine Pumpe und ein Kondensator modelliert. Die 
Sequenz des Hochdruckeinspeisesystems sieht vor, dass die Pumpe einspeist, sobald der 
Reaktoreintrittsdruck unter 10 MPa fällt. Der Reaktordruck wird dabei mit einer Verzögerung 
von 0,1s gemessen. Die Drehzahl der Pumpe erhöht sich dann auf 100% in einer Sekunde 
und bleibt während der restlichen Transiente konstant. Der Kondensator ist so ausgelegt, 
dass er 200 kg/s überhitzten Dampf bei einem Druck von 10 MPa und einer Temperatur von 
500°C vollständig kondensieren und das Kondensat um 20°C unterkühlen kann. Die Unter-
kühlung ist nötig, um ein Kavitieren der Pumpe zu verhindern. Tab. 5-1 beschreibt die 
Haupteingabeparameter für die Hochdruckeinspeisepumpe und den dazugehörigen Konden-
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sator. Weiterhin besitzen die Absperrventile in der ADS-Leitung eine Schließzeit von 2s und 
einen Gesamtströmungsquerschnitt von 0,168 m2, der der Verrohrung des ADSs entspricht. 
Zusätzlich benötigte Geometrie- und Systemgrößen, wie der Aktivierungsdruck des ADSs, 
die Verfahrzeiten und Strömungsquerschnitte der ADS-Ventile und die Verfahrzeiten der 
Containmentabschlussventile, werden in der folgenden Parameterstudie ermittelt. 
5.2 Parameterstudie des automatischen Druckentlastungssystems 
Eine Reaktorschnellabschaltung mit anschließender Druckentlastung durch das ADS wird 
analysiert, um die Leistungsfähigkeit des APROS-Codes beim Übergang vom überkritischen 
zum unterkritischen Druckregime zu überprüfen, da bisher sehr viele Systemcodes wie RE-
LAP und ATHLET an dieser Transiente scheitern. Des Weiteren soll die Effektivität des 
ADSs überprüft und gegebenenfalls durch Anpassung der Systemparameter verbessert wer-
den. Die vorgestellten Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle sollen dabei eher 
qualitativ interpretiert werden, da nur ein grobes Reaktormodell ohne Reaktivitätsrückwirkun-
gen Verwendung findet. 
Zu diesem Zweck wird eine parametrische Studie für das ADS durchgeführt, um den Einfluss 
auf die Hüllrohrtemperaturen des Heißkanals und den beim Druckentlasten auftretenden 
Maximaldruck am Reaktoreintritt zu untersuchen, da diese Faktoren als die kritischsten Pa-
rameter identifiziert wurden. Das Ziel dieser Parameterstudie ist es, einen Satz von Werten 
zu finden, die für spätere Analysen des Sicherheitssystems verwendet werden. Die variierten 
Systemparameter für die automatische Druckentlastung sind: 
• Aktivierungsdruck für ADS (I), 
• Verfahrzeit der ADS-Ventile (II), 
• Verfahrzeit der Hauptspeisewasserabschlussventile (HSAV) und Hauptdampfab-
schlussventile (HDAV) (III) und 
• Strömungsquerschnitt der ADS-Ventile (IV). 
Nominalbetrieb
5s







Messung des Aktivierungsdruckes 
vor den ADS-Ventilen
Messung des Aktivierungsdruckes vor den 
ADS-Ventilen (Verzögerungszeit 0,6s)
Dauer des SCRAM 3,5s
 
Abb. 5-4 Zeitliche Abfolge der Druckentlastung. 
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In den vier verschiedenen parametrischen Studien wird einer der vier Parameter variiert und 
die anderen auf einen konstanten Wert gesetzt. Die zeitliche Abfolge der Ereignisse bei der 
durchgeführten Parameterstudie ist in Abb. 5-4 dargestellt. 
Ein Schließen aller HSAV und HDAV wird nach 5s Nominalbetrieb willkürlich angenommen. 
Die ADS-Ventile öffnen, nachdem der Druck vor den ADS-Ventilen über den Aktivierungs-
druck steigt. Ein Signal mit einer Verzögerungszeit von 0,6s wird zu dem Schnellabschal-
tungssystem des Reaktors gesendet und die Steuerstäbe fallen in den Kern ein, wodurch 
sich die thermische Leistung linear auf 6,22% innerhalb von 3,5s reduziert. Danach folgt die 
thermische Leistung der Funktion der Nachzerfallswärme, die in Gl. (3-5) beschrieben wird. 
In den nachfolgenden Abbildungen sind immer der Reaktoreintrittsdruck und die während der 
Transiente maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen dargestellt. Weiterhin sagt die Para-
meterstudie nichts über die zeitliche Dauer der Temperaturspitze aus und an welcher Stelle 
im Heißkanal die Spitze auftritt. 
Die Systemparameter, die für Parameterstudie I definiert werden müssen, sind in Tab. 5-2 
beschrieben. Der Aktivierungsdruck der ADS-Ventile wird zwischen 24,5 MPa und 29 MPa in 
Schritten von 0,5 MPa variiert, wobei die HSAV, die HDAV und die ADS-Ventile jeweils eine 
Verfahrzeit von 3s, 3s und 0,2s besitzen und die Gesamtströmungsfläche der ADS-Ventile 
0,09 m2 beträgt. 
Tab. 5-2 Eingabeparameter für Parameterstudie I. 
Verfahrzeit der 
HSAV und HDAV 
[s] 
Gesamtströmungsfläche 




des ADSs (variiert) 
[MPa] 
3 0,09 0,2 24,5 - 29 
 
Die Abhängigkeit der maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen und des maximal auftre-
tenden Reaktoreintrittsdrucks vom ADS-Aktivierungsdruck ist in Abb. 5-5 dargestellt. 
Der maximal auftretende Reaktoreintrittsdruck erhöht sich linear mit steigendem ADS-Akti-
vierungsdruck. Dies ist offensichtlich, da der Reaktoreintrittsdruck ansteigt bis das ADS bei 
einem gewissen Druck öffnet und die Druckentlastung stattfinden kann. Jedoch muss beach-
tet werden, dass der maximal auftretende Reaktoreintrittsdruck nicht den Auslegungsdruck 
des RDBs von 28,75 MPa [31] übersteigt. Das bedeutet, dass der Aktivierungsdruck des 
ADSs nicht höher als 27,5 MPa liegen darf. Die maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen 
zeigen ein vergleichbares Verhalten und sinken bei niedrigen ADS-Aktivierungsdrücken. Für 
die weiteren Parameterstudien wird ein Öffnungsdruck von 26 MPa verwendet. 































Überhitzer 1 Heißkanal Hüllrohrtemperatur
Überhitzer 2 Heißkanal Hüllrohrtemperatur
Reaktoreintrittsdruck
 
Abb. 5-5 Maximal auftretende Hüllrohrtemperaturen und maximal auftretender Reaktor-
eintrittsdruck als Funktion des ADS-Aktivierungsdrucks. 
Die Systemparameter, die für die Parameterstudie II festgelegt werden, sind in Tab. 5-3 be-
schrieben. Die Verfahrzeit der ADS-Ventile wird zwischen 0,1s und 4s variiert, während die 
HSAV und HSAV beide eine Verfahrzeit von 3s besitzen und die Gesamtströmungsfläche 
der ADS-Ventile 0,09 m2 beträgt. 
Tab. 5-3 Eingabeparameter für Parameterstudie II. 
Verfahrzeit der 
HSAV und HDAV 
[s] 
Gesamtströmungsflä-






des ADSs [MPa] 
3 0,09 0,1 - 4 26 
 
Die Abhängigkeit der maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen und des maximal auftre-
tenden Reaktoreintrittsdrucks von den Verfahrzeiten der ADS-Ventile ist in Abb. 5-6 darge-
stellt. 
Der maximal auftretende Reaktoreintrittsdruck sinkt mit niedriger ADS-Ventil-Verfahrzeit. Der 
Grund dafür ist, dass die Gesamtströmungsfläche der ADS-Ventile in einer viel kürzeren Zeit 
zur Verfügung steht und somit den Maximaldruck verringert. Das gleiche gilt für die maximal 
auftretenden Hüllrohrtemperaturen der Heißkanäle, da ein höherer Massenstrom früher zur 
Kühlung zur Verfügung steht und somit die Hüllrohrtemperaturen verringert. Des Weiteren 
kann festgestellt werden, dass die Überhitzer 1 und Überhitzer 2 Hüllrohrtemperaturen des 
Heißkanals fast unbeeinflusst von der Variation der Verfahrzeiten der ADS-Ventile sind. Im 
Gegensatz dazu die Hüllrohrtemperatur des Verdampfer-Heißkanals, die sich bei niedrigen 
ADS-Ventil-Verfahrzeiten verringert, jedoch unter 2s nahezu konstant bleibt. 



































Überhitzer 1 Heißkanal Hüllrohrtemperatur
Überhitzer 2 Heißkanal Hüllrohrtemperatur
Reaktoreintrittsdruck
 
Abb. 5-6 Maximal auftretende Hüllrohrtemperaturen und maximal auftretender Reaktor-
eintrittsdruck als Funktion der Verfahrzeiten der ADS-Ventile. 
Die Systemparameter für die parametrische Studie III sind in Tab. 5-4 in festgelegt. Die Ver-
fahrzeit für die HSAV und HDAV wird zwischen 1s und 10s in Schritten von 1s variiert, wobei 
die ADS-Ventile eine Verfahrzeit von 0,2s besitzen. Die Gesamtströmungsfläche der ADS-
Ventile beträgt 0,09 m2 und der Aktivierungsdruck des ADSs wird auf 26 MPa konstant 
gehalten. 
Tab. 5-4 Eingabeparameter für Parameterstudie III. 
Verfahrzeit der 
HSAV und HDAV 
(variiert) [s] 
Gesamtströmungsfläche 




des ADSs [MPa] 
1 - 10 0,09 0,2 26 
 
Die Abhängigkeit der maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen und des maximal auftre-
tenden Reaktoreintrittsdrucks von den Verfahrzeiten der HSAV und HDAV ist in Abb. 5-7 
dargestellt. 
Der maximal auftretende Reaktoreintrittsdruck ist nahezu unabhängig von der Variation der 
Verfahrzeiten der HSAV und HDAV und beträgt etwa 27 MPa. Die maximal auftretenden 
Hüllrohrtemperaturen der Heißkanäle verringern sich bei größeren HSAV- und HSAV-
Verfahrzeiten, weil längere Zeit vor dem kompletten Containmentabschluss noch Speise-
wasser eingespeist werden kann. 
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Überhitzer 1 Heißkanal Hüllrohrtemperatur
Überhitzer 2 Heißkanal Hüllrohrtemperatur
Reaktoreintrittsdruck
 
Abb. 5-7 Maximal auftretende Hüllrohrtemperaturen und maximal auftretender Reaktor-
eintrittsdruck als Funktion der Verfahrzeiten der HSAV und HDAV. 
Die Systemparameter für die Parameterstudie IV sind in Tab. 5-5 dargestellt. Die Gesamt-
strömungsfläche der ADS-Ventile wird zwischen 0,01 m2 und 0,1 m2 in Schritten von      
0,005 m2 variiert. Die HSAV, die HDAV und die ADS-Ventile haben jeweils eine Verfahrzeit 
von 3s, 3s und 0,2s und der Aktivierungsdruck des ADSs beträgt 26 MPa. 
Tab. 5-5 Eingabeparameter für Parameterstudie IV. 
Verfahrzeit der 
HSAV und HDAV 
[s] 
Gesamtströmungsfläche 





des ADSs [MPa] 
3 0,01 – 0,1 0,2 26 
 
Die Abhängigkeit der maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen und des maximal auftre-
tenden Reaktoreintrittsdrucks von der Gesamtströmungsfläche der ADS-Ventile ist in Abb. 
5-8 dargestellt. 
Der maximal auftretende Reaktoreintrittsdruck übersteigt bei weitem den Auslegungsdruck 
von 28,75 MPa des RDBs für kleine ADS-Strömungsflächen unter 0,025 m2 und bleibt für 
größere Querschnittsflächen nahezu konstant. In diesem Fall ist der ADS-Querschnitt nicht 
mehr der kleinste Querschnitt in der Abblaseleitung, sondern die Spargerlöcher. Da dieser 
Wert in der Parameterstudie nicht geändert wird, bleibt der maximale Reaktoreintrittsdruck 
konstant. Die maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen der Heißkanäle sinken, wenn die 
Strömungsfläche auf 0,06 m2 erweitert wird. In diesem Fall ist das Sperren der ADS-Ventile 
durch den kritischen Massenstrom stärker ausgeprägt, wenn das System unter den kriti-
schen Druck fällt und die Strömungsfläche kleiner als 0,06 m2 ist. 
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Überhitzer 1 Heißkanal Hüllrohrtemperatur
Überhitzer 2 Heißkanal Hüllrohrtemperatur
Reaktoreintrittsdruck
 
Abb. 5-8 Maximal auftretende Hüllrohrtemperaturen und maximal auftretender Reaktor-
eintrittsdruck als Funktion der Gesamtströmungsfläche der ADS-Ventile. 
Eine weitere Vergrößerung der Strömungsfläche der ADS-Ventile über 0,06 m2 bewirkt je-
doch keine weitere signifikante Reduktion der maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen, 
da der Strömungswiderstand der ADS-Ventile nun vernachlässigbar gegenüber dem der 
restlichen ADS-Leitung ist. 
Basierend auf dieser Parameterstudie, zeigt Tab. 5-6 die empfohlenen Werte für das ADS 
des HPLWRs. Diese Werte werden für alle weiteren Untersuchungen der Sicherheitssyste-
me verwendet. 
Tab. 5-6 Aufgrund der Parameterstudie festgelegte Werte für das ADS und die Con-
tainmentabschlussventile des HPLWRs. 
Verfahrzeit der 
HSAV und HDAV 
[s] 
Gesamtströmungsfläche 




des ADSs [MPa] 
3 0,09 0,2 26 
 
Im Folgenden wird nun eine Druckentlastungstransiente mit den in Tab. 5-6 festgelegten 
Werten für das ADS durchgeführt und die Gründe für die erhöhten Hüllrohtemperaturen dis-
kutiert. Die Zeitleiste entspricht dabei derselben, die für die Parameterstudie verwendet wur-
de und ist in Abb. 5-4 zu finden. 
Der Verlauf der Hüllrohrtemperaturen während der Druckentlastung ist in Abb. 5-9 darge-
stellt. Die maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen der Nominalkanäle sind dabei nicht 
von Belang, da die Maximaltemperatur im Überhitzer 2 unter 650°C bleibt und somit nur 
knapp über der Grenze von 620°C liegt, die von Ehrlich et al. [25] als Maximalwert der Hüll-
rohrtemperaturen im Dauerbetrieb für austenitische Edelstähle im Hinblick auf ihre Kriechfes-
tigkeit vorgeschlagen wurde. Auf der anderen Seite steigen aber die maximal auftretenden 
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Hüllrohrtemperaturen der Heißkanäle während der Druckentlastung sehr stark an. Im Ver-
dampfer-Heißkanal ist ein Temperaturanstieg von maximal 370°C zu verzeichnen, während 
in den anderen Heißkanälen der Überhitzer 1 und Überhitzer 2 Kernbereiche ein geringerer 
Temperaturanstieg zu beobachten ist. Erhöhte Temperaturen sind dabei für ungefähr 10s 
feststellbar, bevor sie wieder unter ihre Nominalwerte sinken. Damit übersteigen keine Hüll-
rohrtemperaturen das Kriterium für Störfälle von 1260°C, wenn ein kompletter Verlust des 
Reaktorkühlmittelmassenstroms zu verzeichnen ist. Des Weiteren sind zwei Spitzen von er-


















































Abb. 5-10 Reaktoreintritts- und -austrittsmassenstrom und thermische Leistung während 
der Druckentlastung. 
Ein Grund für die Höchstwerte der Hüllrohrtemperaturen kann mit Hilfe der Abb. 5-10 in den 
ersten Sekunden der Druckentlastung gefunden werden. Der Reaktoreintrittsmassenstrom 
fällt rapide durch die Schließung der HSAV annähernd auf Null, wohingegen die thermische 
Leistung immer noch konstant ist, weil die Reaktorschnellabschaltung noch nicht initiiert 
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wurde. Dies resultiert in einer kurzzeitigen ungenügenden Kühlung des Hüllrohrmaterials, da 
der Reaktoraustrittsmassenstrom wegen der Schließung der HDAV abfällt. Es ist zu erwar-
ten, dass dieses Maximum deutlich geringer ausfällt, sobald die Reaktivitätsrückwirkung mit 
berücksichtigt wird. Sobald jedoch das ADS öffnet und die Druckentlastung beginnt, steigt 
der Reaktoraustrittsmassenstrom auf seinen doppelten Nominalwert. Nach 5s der Druckent-
lastung wird der Massenstrom aus dem Reaktor durch den kritischen Massenstrom eines 
Zwei-Phasengemischs in den ADS-Ventilen limitiert und ist annähernd konstant. Eine Stabili-
sierung der Hüllrohrtemperaturen auf 280°C, die in Abb. 5-9 dargestellt ist, tritt ungefähr 15s 
nach der Druckentlastung ein. Zu diesem Zeitpunkt ist die thermische Leistung auf die Nach-
zerfallsleistung abgesunken, und der Massenstrom, der zunächst durch den Kern und da-
























Abb. 5-11 Massenströme durch die Nominal- und Heißkanäle während der Druckentlas-
tung. 
Eine detaillierte Aufschlüsselung der einzelnen Massenströme durch die Nominal- und Heiß-
kanäle ist in Abb. 5-11 zu sehen. Obwohl die Massenströme durch die Nominalkanäle sich in 
den ersten 20s während der Druckentlastung auf etwa 50% des Nominalwertes verringern, 
sind sie trotzdem hoch genug, um eine Kühlung des Hüllrohrmaterials zu gewährleisten. 
Auch durch die Heißkanäle strömt etwa 50% des Nominalmassenstroms von ca. 7s - 27s in 
Abb. 5-11. Die Hüllrohrtemperaturen erhöhen sich aber stärker, da der Heißkanal eine höhe-
re thermische Leistung besitzt. Des Weiteren kann festgestellt werden, dass die Heißkanäle 
stärker fluktuierende Massenströme besitzen als ihre Nominalkanäle, wobei im Verdampfer-
Heißkanal sogar temporäre Rückströmungen beobachtet werden können. Eine weitere Ur-
sache für die zwei Spitzen im Verlauf der Hüllrohrtemperaturen kann in der Druckentlastung 
eines überkritischen, einphasigen Fluids und der anschließenden Transformation in ein un-
terkritisches Zwei-Phasengemisch, bzw. unterkritischen Dampf gefunden werden. Ein Ver-
gleich mit einer Druckentlastung ohne Berechnung des kritischen Wandwärmestroms, was 
ein Auftreten einer Siedekrise ausschließt, zeigt, dass niedrigere Hüllrohrtemperaturen auf-
treten. Dies lässt auf eine Siedekrise in den hier gezeigten Analysen mit Berechnung des 
kritischen Wandwärmestroms schließen, die zu einer verschlechterten Kühlung des Hüll-
rohrmaterials führt. Auch kann in dieser Zeit eine Verlängerung der erhöhten Hüllrohrtempe-
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raturen und somit eine Verzögerung festgestellt werden, bevor sich die Hüllrohrtemperaturen 
auf 280°C stabilisieren. 
Der Druckverlauf des Reaktorein- und -austrittes und der jeweiligen Reaktorvolumia ist in 
Abb. 5-12 dargestellt. In Abb. 5-12 stellen die Abkürzungen VER, ÜH1 und ÜH2 die Kernbe-
reiche Verdampfer, Überhitzer 1, bzw. Überhitzer 2 dar. Alle Reaktorvolumia befinden sich in 


















Untere Mischkammer (unterhalb VER)
Obere Mischkammer (oberhalb VER und ÜH 1)
Untere Mischkammer (unterhalb ÜH 1 und ÜH 2)
Obere Mischkammer (oberhalb ÜH 2)
Reaktoraustritt
 
Abb. 5-12 Druckverlauf des Reaktorein- und -austritts und der jeweiligen Reaktorvolumia 
während des Druckentlastens. 
Zusätzlich zeigt Abb. 5-12 einen kleinen Druckanstieg bevor die Druckentlastung beginnt. 
Der Grund hierfür ist, dass die HSAV und HDAV schließen und das ADS erst zur Druckent-
lastung öffnet, sobald ein Druck von 26 MPa erreicht wird. Ein maximal auftretender Druck 
von 26,7 MPa herrscht dann am Reaktoreintritt. Er ist wegen des Druckverlusts im Kern ein 
wenig höher als der Aktivierungsdruck des ADSs von 26 MPa, und weil die Ventile etwas 
Zeit zum Öffnen benötigen und der Druck bis dahin weiter ansteigen kann. Der Auslegungs-
druck des RDBs von 28,75 MPa [31] wird jedoch nicht überschritten. Ein maximaler Druckun-
terschied von 1,2 MPa zwischen Reaktorein- und -austritt ist zwischen 10s und 30s festzu-
stellen. Daher sollten Spannungen und Verformungen der Moderator- und Brennelementkäs-
ten in zukünftigen Festigkeitsuntersuchungen überprüft werden, da die Kästen nur für eine 
maximale Druckdifferenz von 0,48 MPa [38] ausgelegt wurden. 
Der Temperaturverlauf des Kühlwassers am Reaktorein- und -austritt und in den jeweiligen 
Reaktorvolumia während der Druckentlastung ist in Abb. 5-13 gegeben. Eine Temperaturer-
höhung von ungefähr 100°C über der nominalen Reaktoraustrittstemperatur von 500°C ist in 
der unteren Mischungskammer zwischen Überhitzer 1 und Überhitzer 2 und zeitverzögert in 
der darauffolgenden oberen Mischkammer über dem Überhitzer 2 und im Reaktoraustritt 
feststellbar. Nach 20s stabilisiert sich die Fluidtemperatur am Reaktoraustritt auf einen Wert 
von 260°C. Diese wird hauptsächlich durch die gemittelte Temperatur der angehängten Ma-
terialstruktur am Reaktoreintritt und aus der Erwärmung des Fluids durch die Nachzerfalls-
wärme im Kern gebildet. 
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Abb. 5-13 Temperaturverlauf des Kühlmittels am Reaktorein- und -austritt und in den 
jeweiligen Reaktorvolumia während des Druckentlastens. 
 
5.3 Ergebnisse der Studie des Niederdruckeinspeisesystems 
Die Simulation des Niederdruckeinspeisesystems wird mit den Pumpenparametern, die in 
Tab. 5-1 festgelegt sind, durchgeführt. Die zusätzlichen Systemparameter, die durch die Pa-
rameterstudie des ADSs definiert wurden, sind in Tab. 5-6 zu finden. 
Nominalbetrieb
5s
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Innerhalb von 1s 
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Reaktoreintritt (Verzögerungszeit 0,1s)
 
Abb. 5-14 Ablaufsequenz für die Druckentlastung über das ADS und nachfolgendes An-
fahren des Niederdruckeinspeisesystems. 
Die Ablaufsequenz für eine Druckentlastung über das ADS und das anschließende Anfahren 
des Niederdruckeinspeisesystems ist in Abb. 5-14 beschrieben. Ein willkürliches Schließen 
aller HSAV und HDAV geschieht 5s nach nominalem Betrieb. Die ADS-Ventile öffnen 0,2s 
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nachdem der Druck vor den ADS-Ventilen über den ADS-Aktivierungsdruck von 26 MPa 
gestiegen ist. Ein Signal, das eine Verzögerungszeit von 0,6s hat, löst die Reaktorschnellab-
schaltung aus. Innerhalb von 3,5s sinkt die thermische Leistung linear auf die Nachzerfalls-
leistung. Das Öffnen der Rückschlagklappe durch das Hochfahren der Niederdruckeinspei-
sepumpe auf volle Drehzahl innerhalb von einer Sekunde wird angenommen, nachdem der 
Druck am Reaktoreintritt unter 6 MPa fällt. Für die Messung des Reaktoreintrittsdrucks, die 
für das Hochfahren der Pumpe auf volle Drehzahl verantwortlich ist, wird eine Verzöge-
rungszeit von 0,1s angesetzt. 
Das Verhalten der Hüllrohrtemperaturen während der Druckentlastung und dem anschlie-
ßenden Anfahren der Niederdruckeinspeisepumpe ist in Abb. 5-15 zu finden. Wie für die 
bereits diskutierten Druckentlastungstransienten sind die maximal auftretenden Hüllrohrtem-
peraturen der Nominalkanäle nicht von belang, während die maximal auftretende Hüllrohr-
temperatur des Verdampfer-Heißkanals auf ca. 900°C für annähernd 10s steigt. In den ande-
ren Heißkanälen wird dabei ein niedriger Temperaturanstieg in den Hüllrohren beobachtet. 
Eine Region mit nahezu konstanten Hüllrohrtemperaturen in allen Kernbereichen wird nach 

























Abb. 5-15 Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Betriebs des 
Niederdruckeinspeisesystems. 
Der Grund für dieses Verhalten kann in Abb. 5-16 gefunden werden. Der Reaktoraustritts-
massenstrom fällt nach 70s auf annähernd Null, was die konstanten Hüllrohrtemperaturen 
erklärt, obwohl 75% (885 kg/s) des nominalen Speisewassermassenstroms durch das Nie-
derdruckeinspeisesystem in den Kern eingespeist werden. Der gemessene Niederdruckein-
speisemassenstrom liegt dabei über dem nominalen Pumpenauslegungsmassenstrom von 
400 kg/s, da der Gegendruck der Pumpe durch die Druckentlastung des ADSs fällt und die 
Pumpe immer bei voller Drehzahl betrieben wird. Im Zeitraum von 20s - 70s siedet das Was-
ser im Wasserspeicher oberhalb des Kerns. Der Reaktor wirkt damit als Druckhalter. Sobald 
kaltes Wasser aus der Kondensationskammer in den Reaktor gelangt, sinkt der Druck dort 
und damit das treibende Druckgefälle über den Kern, was als Konsequenz den sinkenden 
Austrittsmassenstrom zur Folge hat. Nach 140s sind die Reaktorein- und -austrittsmassen-
ströme gleich. Dies ist ein Anzeichen dafür, dass der Reaktor nun komplett mit kaltem Was-
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ser gefüllt ist, was in Abb. 5-17 durch das Absinken des Dampfvolumenanteils in den jeweili-
























Abb. 5-16 Reaktoreintritts- und -austrittsmassenstrom und thermische Leistung während 
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Abb. 5-17 Verlauf des Dampfvolumenanteils in den jeweiligen Reaktorvolumia während 
des Betriebs des Niederdruckeinspeisesystems. 
Die maximal benötigte Pumpenleistung für das Niederdruckeinspeisesystem wird während 
der Simulation zu 2950 kWel angegeben, die notfalls von einem Dieselgenerator zur Verfü-
gung gestellt werden kann. 
5.4 Ergebnisse der Studie des Hochdruckeinspeisesystems 
Das Hochdruckeinspeisesystem wird mit dem Kondensator und der Pumpe, die in Kapitel 5.1 
beschrieben sind, simuliert. Zusätzlich benötigte Parameter, die aufgrund der Parameterstu-
die erhalten wurden, sind in Tab. 5-6 gegeben. 
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Abb. 5-18 Zeitleiste für die Druckentlastung über das ADS und nachfolgendes Anfahren 
des Hochdruckeinspeisesystems. 
Die Zeitleiste für die Druckentlastung über das ADS und das nachfolgende Anfahren des 
Hochdruckeinspeisesystems wird in Abb. 5-18 beschrieben. Nach 5s des Nominalbetriebs 
schließen die HSAV und HDAV durch ein Signal innerhalb von 3s. Die ADS-Ventile öffnen 
innerhalb von 0,2s, nachdem der Druck vor den ADS-Ventilen über den Aktivierungsdruck 
von 26 MPa gestiegen ist. Ein Signal, das eine Verzögerungszeit von 0,6s hat, löst zeitnah 
die Schnellabschaltung des Reaktors aus, wobei die thermische Leistung in 3,5s linear auf 
die Nachzerfallsleistung absinkt. Danach folgt die thermische Leistung der Nachzerfallsfunk-
tion bis zum Ende der Simulation. Ein weiteres Signal wird zu der Hochdruckeinspeisepumpe 
gesendet, die innerhalb von 1s auf voller Drehzahl ist, wenn der Reaktoreintrittsdruck unter 
10 MPa fällt. Für die Messung des Reaktoreintrittsdrucks wird eine Verzögerungszeit von 
0,1s angenommen. Nach einer gewissen Zeit wird die Reaktoraustrittstemperatur aufgrund 
des Wärmeentzugs durch das ADS unter 300°C fallen. Wenn dies geschieht, wird ein Signal 
zu den zusätzlichen Absperrventilen in der ADS Leitung gesendet, die innerhalb von 2s 
schließen und somit einen geschlossenen Kreislauf für das Hochdruckeinspeisesystem er-
möglichen. Für die Messung der Reaktoraustrittstemperatur wird wiederum einer Verzöge-
rungszeit von 0,1s angenommen. 


























Abb. 5-19 Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Betriebs des 
Hochdruckeinspeisesystems. 
Das Verhalten der Hüllrohrtemperaturen während der Druckentlastung und dem anschlie-
ßenden Anfahren der Hochdruckeinspeisepumpe ist in Abb. 5-19 zu sehen. Wie bei den an-
deren Druckentlastungstransienten schon beschrieben, sind die maximal auftretenden Hüll-
rohrtemperaturen der Nominalkanäle nicht sicherheitsrelevant. Nur die maximal auftretende 
Hüllrohrtemperatur des Verdampfer-Heißkanals steigt ungefähr um 370°C für annähernd 
10s, während in den anderen Heißkanälen ein niedriger Anstieg der Hüllrohrtemperaturen zu 
erkennen ist. Die Hüllrohrtemperaturen stabilisieren sich bei 155°C nach 300s der Druckent-
lastung und des Betriebs des Hochdruckeinspeisesystems, da die thermische Leistung auf 
die Nachzerfallswärme reduziert wurde und der Massenstrom durch den geschlossenen 
























Abb. 5-20 Reaktoreintritts- und -austrittsmassenstrom und thermische Leistung während 
des Betriebs des Hochdruckeinspeisesystems. 
Abb. 5-20 beschreibt das Verhalten der thermischen Leistung, des Reaktoreintritts- und -
austrittsmassenstroms während des Betriebs des Hochdruckeinspeisesystems. Wegen der 
Schließung der HSAV fällt der Reaktoreintrittsmassenstrom nahezu auf den Wert Null. Nach 
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25s steigt der Reaktoreintrittsmassenstrom aufgrund der Einspeisung mit kaltem Wasser 
durch das Hochdruckeinspeisesystem wieder auf 44% des Nominalspeisewassermassen-
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Abb. 5-21 Druckverlauf des Reaktorein- und -austritts und der jeweiligen Reaktorvolumia 
während des Betriebs des Hochdruckeinspeisesystems. 
Der Druckverlauf am Reaktorein- und -austritt und in den jeweiligen Reaktorvolumia wird in 
Abb. 5-21 gezeigt. Der Druck steigt nach 25s kurzzeitig an, da die zusätzlichen Absperrventi-
le in der ADS-Leitung schließen und somit einen geschlossenen Kreislauf erzeugen. Des 
Weiteren wird ein Reaktoreintrittsdruck von etwa 0,55 MPa nach 300s nach dem Beginn der 
Simulation erreicht. Ein andauernder Betrieb des Hochdruckeinspeisesystems ist nicht vor-
gesehen, da die Hochdruckeinspeisepumpe nach einiger Zeit anfangen würde zu kavitieren. 
Der Grund dafür ist, dass der Druck immer weiter fällt, da die Wärme aus dem System durch 
den Kondensator abgezogen wird und somit das Volumen reduziert wird. Um dieses Prob-
lem zu umgehen und um eine langfristige Kühlung des Reaktors zu gewährleisten, könnte 
das Niederdruckeinspeisesystem bei niedrigem Druck gestartet und das Hochdruckeinspei-
sesystem abgeschaltet werden. 
Der Temperaturverlauf des Kühlwassers am Reaktorein- und -austritt und in den jeweiligen 
Reaktorvolumia während des Betriebs des Hochdruckeinspeisesystems ist in Abb. 5-22 dar-
gestellt. Nach 25s fällt die Reaktoraustrittstemperatur unter 300°C, was das Absperrsignal für 
die zusätzlichen Ventile in der ADS Leitung darstellt. Zu dieser Zeit fällt die Reaktoreintritts-
temperatur auf 20°C, da die Leitung des Hochdruckeinspeisesystems am Anfang der Simula-
tion mit kaltem Wasser gefüllt ist. Danach steigt die Temperatur wieder auf 140°C, da nun 
warmes Wasser aus dem Kondensator strömt. Nach 300s stabilisiert sich die Reaktoraus-
trittstemperatur auf ungefähr 160°C, weil die Materialstruktur, die den RDB darstellt und die 
Nachzerfallswärme das Kühlmittel aufheizen. 































Abb. 5-22 Temperaturverlauf des Kühlmittels am Reaktorein- und -austritt und in den 
jeweiligen Reaktorvolumia während des Betriebs des Hochdruckeinspeisesystems. 
Abb. 5-23 zeigt den Verlauf des Dampfvolumenanteils in den jeweiligen Reaktorvolumia 
während des Betriebs des Hochdruckeinspeisesystems. Es kann festgestellt werden, dass 
alle Volumina Dampf enthalten. Die einzige Ausnahme ist die untere Mischungskammer, die 
sich unter dem Verdampfer befindet, welche nach 340s komplett mit Wasser gefüllt ist, ob-
wohl der Wasserspeicher, der stromaufwärts gelegen ist, Dampf enthält. Der Grund hierfür 
ist, dass der Druck in der unteren Mischkammer sich aufgrund des hydrostatischen Druck-
gewinns über dem Siededruck bei der gegebenen Temperatur befindet. Weiterhin ist zu er-
kennen, dass das Hochdruckeinspeisesystem nicht in der Lage ist, den Kern komplett mit 
kaltem Wasser zu fluten. Das Hochdruckeinspeisesystem kühlt somit durch Verdampfen und 
nicht durch einphasigen Wärmeübergang wie das Niederdruckeinspeisesystem. Sollte nun 
das Niederdruckeinspeisesystem angeschaltet werden, könnte aufgrund des Zusammenbre-
chens des Dampfvolumens und somit des Sättigungsdrucks kurzfristig eine Umkehrströmung 
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Abb. 5-23 Verlauf des Dampfvolumenanteils in den jeweiligen Reaktorvolumia während 
des Betriebs des Hochdruckeinspeisesystems. 
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Die maximal benötigte elektrische Pumpenleistung, die auch durch eine Batterie innerhalb 
des Containments geliefert werden kann, wird während der Simulation zu 100 kW berechnet. 
5.5 Simulation eines Ausfalls von Hauptspeisewasserpumpen 
Nachfolgend werden nun die Hauptspeisewasserpumpen sicherheitstechnisch optimiert. Als 
erstes werden die Auswirkungen eines Ausfalls einer Hauptspeisewasserpumpe und das 
anschließende Starten der im Hot-Stand-By betriebenen Ersatzhauptspeisewasserpumpe 
simuliert (nach Tab. 4-9: Transiente 1). Zweitens wird der komplette Ausfall aller Hauptspei-
sewasserpumpen mit anschließender Reaktorschnellabschaltung und Druckentlastung über 
das ADS durch einen Verlust der Fremdnetzeinspeisung mit verspätetem SCRAM simuliert 
(nach Tab. 4-9: Störfall 4). Dabei wird in beiden Rechnungen die Auswirkung unterschiedli-
cher Auslaufzeiten der Hauptspeisewasserpumpe untersucht, um die mögliche Nutzung ei-
nes Schwungrads an den Hauptspeisewasserpumpen bewerten zu können. 
 
5.5.1 Ausfall einer Hauptspeisewasserpumpe und Starten der Ersatzhauptspeise-
wasserpumpe 
Der prinzipielle Verlauf des Speisewassermassenstroms beim Ausfall einer Hauptspeise-










































Abb. 5-24 Idealer Verlauf des Speisewassermassenstroms beim Ausfall einer Haupt-
speisewasserpumpe mit anschließendem Anfahren der Ersatzpumpe für zwei unterschiedli-
che Auslaufzeiten der Hauptspeisewasserpumpe. 
Nach 5s des normalen Betriebs fällt eine Hauptspeisewasserpumpe aus, wobei zwei Tran-
sienten mit unterschiedlichen Auslaufzeiten von 5s beziehungsweise 10s simuliert werden. 
Da die Hauptspeisewasserpumpen als 4 x 33% im Dampf-Wasserkreislauf simuliert werden, 
fällt der Speisewassermassenstrom auf 66%. Dabei werden die Hauptspeisewasserpumpen 
von der Regelung der Reaktoraustrittstemperatur entkoppelt und die momentane Drehzahl 
der Hauptspeisewasserpumpen gespeichert und während der restlichen Simulation als kon-
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stant angenommen. Nach einer Sekunde nachdem der Speisewasserstrom auf 66% redu-
ziert wurde, fährt die Ersatzpumpe innerhalb von 3s auf die zuvor in der Regelung gespei-
cherte Drehzahl hoch. 
5s Rampe: 
Die Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Ausfalls einer Haupt-
speisewasserpumpe und dem Anfahren der Stand-by-Pumpe bei einer Auslaufzeit von 5s 
sind in Abb. 5-25 dargestellt. Die Hüllrohrtemperaturen steigen beim Ausfall einer Hauptspei-
sewasserpumpe nach etwa 20s nach Simulationsbeginn auf ihren Maximalwert. Dabei ist in 
den Heißkanälen ein höherer Anstieg zu beobachten, als in den dazugehörigen Nominalka-
nälen. Im Verdampfer ist nahezu kein Anstieg der Hüllrohrtemperaturen während der Tran-
siente zu beobachten, da dort in der Nähe des pseudokritischen Punktes mit einem Maxi-
mum in der spezifischen Wärmekapazität eine große Wärmemenge in das Fluid eingespeist 
werden kann, ohne dass die Temperatur signifikant steigt. Die Hüllrohrtemperaturen der an-
deren Nominalkanäle steigen um etwa 120°C an, bleiben aber weit unter 850°C. Als kritisch 
zu betrachtender Heißkanal stellt sich der Überhitzer 1 heraus, der eine maximal auftretende 
Hüllrohrtemperatur von knapp 880°C zeigt und somit leicht über der Grenze von 850°C liegt. 
Nach 50s nach Simulationsbeginn sinken alle Hüllrohrtemperaturen unter ihre Werte bei no-
minalem Betrieb. Eine kurze Temperaturerhöhung in den Hüllrohren über ihren Nominalwert 
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Überhitzer 2 Überhitzer 2 Heißkanal
 
Abb. 5-25 Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Ausfalls ei-
ner Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der Ersatzpumpe bei einer Auslaufzeit von 
5s. 
Abb. 5-26 zeigt den Druckverlauf am Reaktorein- und -austritt und in den jeweiligen Reaktor-
volumia während des Ausfalls einer Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der Er-
satzpumpe bei einer Auslaufzeit von 5s. Der Druck sinkt im Reaktor kurzzeitig wegen des 
Ausfalls der Hauptspeisewasserpumpe, bevor er auf über 26 MPa im Reaktoreintritt steigt. 
Nach 60s fällt der Reaktoreintrittsdruck auf knapp 23 MPa und stabilisiert sich in den nächs-
ten 100s auf den Sollwert von 25 MPa, bevor er wieder auf über 26 MPa steigt und dann bei 
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Simulationsende unter den kritischen Druck fällt. Die Erklärung für das beschriebene Verhal-
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Abb. 5-26 Druckverlauf des Reaktorein- und -austritts und der jeweiligen Reaktorvolumia 
während des Ausfalls einer Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der Ersatzpumpe 
bei einer Auslaufzeit von 5s. 
Wie zu erkennen, ist der Druck im Reaktor nach 25s des Simulationsbeginns maximal, so-
bald die Reaktoraustrittstemperatur auf etwa 650°C gestiegen ist. Ein Grund hierfür ist, dass 
das Zwischenüberhitzerventil sich schließt, um die Zwischenüberhitzertemperatur auf 441°C 
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Abb. 5-27 Temperaturverlauf des Kühlmittels am Reaktorein- und -austritt und in den 
jeweiligen Reaktorvolumia während des Ausfalls einer Hauptspeisewasserpumpe und dem 
Anfahren der Ersatzpumpe bei einer Auslaufzeit von 5s. 
In der weiteren Transiente fällt die Reaktoraustrittstemperatur auf etwa 450°C, was das Zwi-
schenüberhitzerventil sich relativ weit öffnen lässt. Der Massenstrom durch den Zwischen-
überhitzer wird dabei so groß, dass keine vollständige Kondensation mehr möglich ist. Der 
nachfolgende Speisewasservorwärmer, der neben der Turbinenanzapfung zusätzlich das 
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Kondensat aus dem Zwischenüberhitzer zur Vorwärmung erhält, wird nun mit Dampf aus 
dem Zwischenüberhitzer beaufschlagt. Dies hat eine erhöhte Reaktoreintrittstemperatur zur 
Folge, die sich wiederum in einer zeitlich verzögerten erhöhten Reaktoraustrittstemperatur 
niederschlägt, obwohl nach 14s nach Simulationsbeginn die Ersatzspeisewasserpumpe 
schon auf voller Drehzahl läuft und sich das System stabilisiert haben sollte. Der weitere 
Verlauf der Simulation ist durch die Wechselwirkung zwischen Reaktoraustrittstemperatur zu 
hohem Reaktordruck und dem sich daraus resultierenden vermindertem Speisewassermas-
senstrom und dem Regelverhalten des Zwischenüberhitzerventils gekennzeichnet. Bei Simu-
lationsende sinkt die Reaktoraustrittstemperatur so stark, dass das Zwischenüberhitzerventil 
so weit öffnet, dass der Systemdruck im Reaktor unterkritisch wird und somit die Rechnung 
nicht mehr fortgesetzt werden kann. Um trotzdem eine Aussage über die Relevanz unter-
schiedlicher Auslaufzeiten beim Ausfall einer Hauptspeisewasserpumpe und dem anschlie-
ßenden Starten der Ersatzpumpe treffen zu können, wird für die nun folgenden Simulationen 
die Regelung der Zwischenüberhitzertemperatur ausgeschaltet und somit ein konstanter 
Strömungsquerschnitt im Zwischenüberhitzerventil eingestellt, der im nominalen Betrieb mit 
drei Hauptspeisewasserpumpen die Zwischenüberhitzertemperatur auf 441°C einstellt. 
Abb. 5-28 zeigt den Druckverlauf am Reaktorein- und -austritt und in den jeweiligen Reaktor-
volumia während des Ausfalls einer Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der 
Stand-by-Pumpe bei einer Auslaufzeit von 5s und ausgeschalteter Zwischenüberhitzer-
Regelung. Im Gegensatz zu Abb. 5-26 ist ein geringerer maximal auftretender Reaktorein-
trittsdruck zu erkennen. Die Differenz beträgt ungefähr 0,5 MPa und somit wird ein maxima-
ler Druck im Reaktor von 25,5 MPa erreicht. Nach 75s nach Simulationsbeginn hat sich das 
System wieder auf den Ausgangszustand eingependelt. Somit ist die Vermutung, dass die 
Regelung des Zwischenüberhitzerventils für die Instabilitäten in den zuvor gezeigten Simula-
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Abb. 5-28 Druckverlauf des Reaktorein- und -austritts und der jeweiligen Reaktorvolumia 
während des Ausfalls einer Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der Ersatzpumpe 
bei einer Auslaufzeit von 5s und ausgeschalteter Zwischenüberhitzer-Regelung. 
Ähnliche Ergebnisse sind auch im Temperaturverlauf des Reaktorein- und -austritts und der 
jeweiligen Reaktorvolumia in den ersten 50s der Simulation zu beobachten. Für die restliche 
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Zeit der Simulation verhalten sich die jeweiligen Temperaturen konstant und erreichen ihre 
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Abb. 5-29 Temperaturverlauf des Kühlmittels am Reaktorein- und -austritt und in den 
jeweiligen Reaktorvolumia während des Ausfalls einer Hauptspeisewasserpumpe und dem 
Anfahren der Ersatzpumpe bei einer Auslaufzeit von 5s und ausgeschalteter Zwischenüber-
hitzer-Regelung. 
Auch im Verlauf der Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Aus-
falls einer Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der Stand-by-Pumpe bei einer Aus-
laufzeit von 5s und ausgeschalteter Zwischenüberhitzer-Regelung zeigen sich nahezu keine 
Unterschiede in den ersten 50s im Vergleich zu Abb. 5-25, wobei etwas geringere Hüllrohr-



















Überhitzer 1 Überhitzer 1 Heißkanal
Überhitzer 2 Überhitzer 2 Heißkanal
 
Abb. 5-30 Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Ausfalls ei-
ner Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der Ersatzpumpe bei einer Auslaufzeit von 
5s und ausgeschalteter Zwischenüberhitzer-Regelung. 
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10s Rampe: 
Abb. 5-31 zeigt die Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Ausfalls 
einer Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der Stand-by-Pumpe bei einer Auslauf-
zeit von 10s und ausgeschalteter Zwischenüberhitzer-Regelung. Durch die längere Auslauf-
zeit und somit späterem Starten der Ersatzpumpe ergeben sich im direkten Vergleich höhere 




















Überhitzer 1 Überhitzer 1 Heißkanal
Überhitzer 2 Überhitzer 2 Heißkanal
 
Abb. 5-31 Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Ausfalls ei-
ner Hauptspeisewasserpumpe und dem Anfahren der Ersatzpumpe bei einer Auslaufzeit von 
10s und ausgeschalteter Zwischenüberhitzer-Regelung. 
Abschließend sei noch der Vergleich der simulierten Massenströme in der Leitung nach den 
Pumpen mit den als ideal angenommen Massenstromverläufen, die bereits in Abb. 5-24 vor-
gestellt wurden, für unterschiedliche Auslaufzeiten der ausfallenden Hauptspeisewasser-
pumpe in Abb. 5-32 dargestellt. 
Wie zu erkennen ist, bricht der Massenstrom nach einer Sekunde bzw. nach drei Sekunden 
für die jeweiligen Auslaufzeiten von 5s und 10s auf nahezu 70% des Gesamtmassenstroms 
zusammen. Der Grund hierfür ist, dass jede der vier Hauptspeisewasserpumpen mit einer 
Rückschlagklappe auf der Hochdruckseite ausgestattet ist. Fällt nun eine Hauptspeisewas-
serpumpe aus, schließt die Rückschlagklappe, um ein Zurückströmen durch die Pumpe zu 
verhindern, obwohl die Pumpe im Falle von einer Auslaufzeit von 10s noch eine Drehzahl 
von 70% besitzt. Dieselbe Erklärung ist für das Anfahren der Ersatzpumpe gültig, da hier 
auch erst eine gewisse Mindestdrehzahl und somit eine Mindestförderhöhe erreicht werden 
muss, bevor die Rückschlagklappe sich öffnet. Des Weiteren ist dadurch eine viele längere 
Zeit mit niedrigem Massenstrom gegeben, als die geplante eine Sekunde mit 66% des Ge-
samtmassenstroms. Als Fazit kann aus den beiden Simulationen mit unterschiedlichen Aus-
laufzeiten und ausgeschalteter Zwischenüberhitzerregelung gezogen werden, dass ein 
Schwungrad nicht den erhofften Erfolg verspricht, um den Abfall des Massenstroms auf 66% 
längere Zeit hinauszuzögern, wenn mit dem Hochfahren der Ersatzpumpe bis zum Auslaufen 
der ausfallenden Hauptspeisewasserpumpe gewartet wird, da die Rückschlagklappe relativ 
schnell die Hauptspeisewasserpumpe absperrt. 










































Abb. 5-32 Vergleich des ideal angenommen Soll-Massenstroms mit dem in der Simulati-
on berechneten Massenstroms für die Auslaufzeiten der Hauptspeisewasserpumpe von 5s 
und 10s. 
 
5.5.2 Simulation des Verlusts der Fremdnetzeinspeisung mit verspätetem SCRAM 
Die Simulation des Verlusts der Fremdnetzeinspeisung mit verspätetem SCRAM wird mit 
den zusätzlichen Systemparametern in Tab. 5-6, die durch die Parameterstudie des ADSs 
definiert wurden, durchgeführt. Bei diesem Störfall wird kein System für die Nachwärmeab-
fuhr hinzugeschaltet, da mit dieser Simulation der Zeitpunkt bestimmt werden soll, ab wann 
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Abb. 5-33 Zeitleiste für den Ausfall aller Hauptspeisewasserpumpen und die anschlie-
ßende Druckentlastung über das ADS. 
Die Zeitleiste für den Ausfall aller Hauptspeisewasserpumpen und die anschließende Druck-
entlastung über das ADS wird in Abb. 5-33 beschrieben. Nach 5s des nominalen Betriebs 
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beginnen alle Hauptspeisewasserpumpen innerhalb von 10s ihre Drehzahl auf Null zu redu-
zieren. Dadurch sinken die Förderhöhe und der Speisewassermassenstrom. Der für die Si-
mulation interessierende Massenstrom wird am Reaktoreintritt mit einer Verzögerungszeit 
von 1s gemessen. Fällt der Massenstrom am Reaktoreintritt dann unter den Wert von       
500 kg/s, werden Signale zu dem ADS und dem HDAV gesendet. Die ADS-Ventile öffnen 
sich innerhalb von 0,2s und leiten die Druckentlastung ein, während die HDAV sich innerhalb 
von 3s schließen um den Frischdampf komplett in das Flutbecken abblasen zu können. Zeit-
gleich mit dem Beginn der Druckentlastung und dem Schließen der HDAV wird ein Signal mit 
einer Verzögerungszeit von 0,6s zu der Reaktorschnellabschaltung gesendet und die thermi-
sche Leistung wird innerhalb von 3,5s linear auf die Nachzerfallsleistung reduziert. Der Wert 
für das Signal für niedrigen Massenstrom wurde aufgrund folgender Tatsache gewählt, dass 
er unter dem Massenstrom von 579 kg/s liegt, der beim Ab- und Anfahrprozess bei unter 

























Abb. 5-34 Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Ausfalls aller 
Hauptspeisewasserpumpen. 
Der Verlauf der Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Ausfalls 
aller Hauptspeisewasserpumpen wird in Abb. 5-34 dargestellt. Die maximal auftretenden 
Hüllrohrtemperaturen der Nominalkanäle sind dabei wie schon bei der Parameterstudie der 
Druckentlastung in Abb. 5-9 gezeigt nicht kritisch, da die Maximaltemperatur im Überhitzer 2 
unter 650°C bleibt. Jedoch steigen die maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen der Heiß-
kanäle während des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen sehr stark an. Im Verdampfer-
Heißkanal ist ein Temperaturanstieg von maximal 390°C auf ca. 950°C zu verzeichnen. Dies 
ist 22°C heißer als bei der Parameterstudie der Druckentlastung. In den anderen Heißkanä-
len der Überhitzer 1 und Überhitzer 2 Kernbereiche sind weitere Temperaturanstiege und 
somit höhere Hüllrohrtemperaturen (15°C bzw. 32°C höher) zu beobachten. Erhöhte Tempe-
raturen sind dabei für ungefähr 13s feststellbar, bevor sie wieder unter ihre Nominalwerte 
sinken. Des Weiteren sind zwei Spitzen von erhöhten Hüllrohrtemperaturen sowohl in den 
Nominal- als auch in den Heißkanälen zu beobachten. Diese sind im Vergleich zu Abb. 5-9 
mehr ausgeprägt. Im Falle des Verdampfer-Nominalkanals ist der erste Peak sogar größer 
als der zweite Peak, der bei Zeitpunkt 10s auftritt. Weitere Unterschiede bestehen darin, 
dass die maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen der Überhitzer 1 und Überhitzer 2 No-
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minalkanäle sich nahezu gleichen, während in Abb. 5-9 der Überhitzer 2-Nominalkanal kälter 
als der Überhitzer 1-Nominalkanal ist. Des Weiteren kann in allen Kernbereichen, wie schon 
bei der Parameterstudie der Druckentlastung in Abb. 5-9 gezeigt, eine Siedekrise festgestellt 
werden, die aber nahezu keinen Beitrag für die maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen 
























Abb. 5-35 Reaktoreintritts- und -austrittsmassenstrom und thermische Leistung während 
des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen. 
Ein Grund für die zuvor erwähnten zwei Peaks der Hüllrohrtemperaturen kann in den ersten 
Sekunden während des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen in Abb. 5-35 gefunden 
werden. Der Reaktoreintrittsmassenstrom fällt rapide in den ersten Sekunden auf Null, wo-
hingegen die thermische Leistung immer noch konstant ist, weil die Reaktorschnellabschal-
tung noch nicht initiiert wurde. Dies resultiert in einer ungenügenden Kühlung des Hüllrohr-
materials. Unter Berücksichtigung der Reaktivitätsrückwirkung sollte auch dieser Tempera-
turpeak niedriger sein. Der Grund für die schnelle Absenkung des Reaktoreintrittsmassen-
stroms liegt in der automatischen Schließung aller Rückschlagklappen auf der Hochdrucksei-
te der Hauptspeisewasserpumpen und somit der Schließung der Rückschlagklappe am Ein-
tritt des Containments in der Speisewasserleitung etwa 7s nach Simulationsbeginn, obwohl 
die Drehzahl der Hauptspeisewasserpumpen noch 80% beträgt. Der Reaktoraustrittsmas-
senstrom fällt anfangs zeitverzögert wegen der Reduzierung des Reaktoreintrittsmassen-
stroms geringfügig ab. Sobald jedoch das ADS wegen des Signals für zu niedrigen Massen-
strom aktiviert wird und die Druckentlastung beginnt, steigt der Reaktoraustrittsmassenstrom 
dann erheblich auf 180% des Nominalwertes und der Reaktoreintrittsmassenstrom erhöht 
sich schlagartig auf 80% des Nominalwertes, da durch die Druckabsenkung die Rückschlag-
klappe am Containment wieder öffnet und das Wasser aus der Speisewasserleitung ein-
speist. Die Speisewasserleitung ist für 2,3s durch die Rückschlagklappen am Containment 
und hinter den Pumpen komplett isoliert. Eine Erhöhung der Auslaufzeiten der Hauptspeise-
wasserpumpen hat durch die Rückschlagklappen nahezu keinen Einfluss auf die Hüllrohr-
temperaturen, was die Nutzung eines Schwungrads obsolet macht. 
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In der Simulation sinkt der Reaktoreintrittsmassenstrom innerhalb von 15s auf nahezu Null. 
Dabei öffnet und schließt sich die Rückschlagklappe am Containment je nach Druckdiffe-
renz. Am Zeitpunkt 23s steigt der Reaktoreintrittsmassenstrom wieder stark auf 110% an und 
fällt dann kontinuierlich auf 15% bei 60s nach Simulationsbeginn. 
Der Massenstrom aus dem Reaktor wird nach 5s der Druckentlastung durch den kritischen 
Massenstrom eines Zweiphasengemischs in den ADS-Ventilen limitiert und ist annähernd 
konstant. Eine Stabilisierung der Hüllrohrtemperaturen auf 280°C, die in Abb. 5-34 darge-
stellt ist, tritt ungefähr 17s nach der Druckentlastung ein, wenn die thermische Leistung auf 
die Nachzerfallsleistung gefallen ist und ein genügend hoher Massenstrom für die Kühlung 
des Kerns vorhanden ist. 
Der Druckverlauf am Reaktorein- und -austritt und in den jeweiligen Reaktorvolumia ist in 
Abb. 5-36 dargestellt. Die Reaktorschnellabschaltung und die Aktivierung des ADSs wird 
durch das Signal für niedrigen Massenstrom ausgelöst, so dass in Abb. 5-36 keine Druck-
spitze erkennbar ist. Der weitere Verlauf des Drucks im Reaktor ist dem aus der Parameter-

















Untere Mischkammer (unterhalb VER)
Obere Mischkammer (oberhalb VER und ÜH1)
Untere Mischkammer (unterhalb ÜH1 und ÜH2)
Obere Mischkammer (oberhalb ÜH2)
Reaktoraustritt
 
Abb. 5-36 Druckverlauf des Reaktorein- und -austritts und der jeweiligen Reaktorvolumia 
während des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen. 
Eine detaillierte Aufschlüsselung der einzelnen Massenströme durch die Nominal- und Heiß-
kanäle ist in Abb. 5-37 gegeben. Die Massenströme sowohl durch den Nominal- als auch 
den Heißkanal des Verdampfers folgen dem Reaktoreintrittsmassenstrom aus Abb. 5-35 und 
fallen nach ungefähr 2s nach Beginn des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen auf na-
hezu Null. Alle anderen Nominal- und Heißkanäle des Überhitzers 1 und Überhitzers 2 folgen 
eher dem Reaktoraustrittsmassenstrom aus Abb. 5-35. Sobald das ADS die Druckentlastung 
durchführt, steigen die Massenströme im Verdampfer auf 80% ihres Nominalwertes und sta-
bilisieren sich mit den anderen Massenströmen des Überhitzers 1 und Überhitzers 2 auf 50% 
des Nominalwertes bei 11s nach Simulationsbeginn. 
Obwohl die Massenströme durch die Nominalkanäle sich in den ersten 5s während des Aus-
falls aller Hauptspeisewasserpumpen erheblich verringern, sind die Massenströme trotzdem 
Simulation und Ergebnisse des HPLWR-Sicher-heitssystems mit APROS 
150 
hoch genug um eine Kühlung des Hüllrohrmaterials zu gewährleisten. Im Gegensatz dazu 
reichen die Massenströme durch die Heißkanäle nicht aus, um eine signifikante Erhöhung 
der Hüllrohrtemperaturen verhindern zu können. Des Weiteren kann festgestellt werden, 
dass die Heißkanäle ein etwas instabileres Verhalten der Massenströme zeigen als ihre No-
minalkanäle. Nach 22s nach Simulationsbeginn kann sogar ein temporäres Zurückströmen 
im Heißkanal des Verdampfers beobachtet werden. Der erneute Anstieg des Reaktorein-
trittsmassenstroms in Abb. 5-35 bei 22s kann im Verdampfermassenstrom nicht beobachtet 
werden, da der stromaufwärts befindliche Wasserspeicher als Puffer dient. Somit lässt sich 
feststellen, dass die Massenströme durch die drei Kernbereiche eher dem Reaktoraustritt 
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Obere Mischkammer (oberhalb VER und ÜH1)
Untere Mischkammer (unterhalb ÜH1 und ÜH2)
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Abb. 5-38 Temperaturverlauf des Kühlmittels am Reaktorein- und -austritt und in den 
jeweiligen Reaktorvolumia während des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen. 
Der Temperaturverlauf des Kühlmittels im Reaktorein- und -austritt und in den jeweiligen 
Reaktorvolumia während des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen ist in Abb. 5-38 dar-
gestellt. So ist beim Ausfall aller Hauptspeisewasserpumpen eine erhöhte Temperatur von 
Simulation und Ergebnisse des HPLWR-Sicher-heitssystems mit APROS 
151 
ungefähr 100°C über der nominalen Reaktoraustrittstemperatur von 500°C in der unteren 
Mischungskammer zwischen Überhitzer 1 und Überhitzer 2 und zeitverzögert in der darauf-
folgenden oberen Mischkammer über dem Überhitzer 2 und im Reaktoraustritt feststellbar. 
Nach 20s stabilisiert sich die Fluidtemperatur am Reaktoraustritt auf einen Wert von 260°C, 
was der gemittelten Temperatur der angehängten Materialstruktur am Reaktoreintritt und 
zusätzlich dem Wärmeeintrag durch die Nachzerfallswärme im Kern entspricht. 
Abb. 5-39 zeigt, dass nach 100s bzw. nach 200s nach Simulationsbeginn die Hüllrohrtempe-
raturen sich kurzzeitig erhöhen und dann aber wieder auf etwa 200°C zurückfallen. Im letzte-
ren Fall sind die Erhöhung und der Zeitraum erhöhter Hüllrohrtemperaturen etwas ausge-

























Abb. 5-39 Hüllrohrtemperaturen der Nominal- und Heißkanäle während des Ausfalls aller 
Hauptspeisewasserpumpen und ohne Einschalten irgendwelcher Nachwärmeabfuhrsysteme.
Nach 600s nach Simulationsbeginn steigen die Hüllrohrtemperaturen jedoch an und errei-
chen im Überhitzer 1-Heißkanal eine Temperatur von über 600°C, da der Massenstrom 
durch den Kern wegen der fehlenden Druckdifferenz allmählich zum Erliegen kommt. Dies ist 
in Abb. 5-40 zu sehen, wo der Reaktoreintritts- und -austrittsmassenstrom und die thermi-
sche Leistung während des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen und ohne das Ein-
schalten irgendwelcher Nachwärmeabfuhrsysteme dargestellt sind. 
Wie bereits erwähnt, sinkt der Reaktoraustrittsmassenstrom nach 60s nach Simulationsbe-
ginn auf 15% des Nominalwertes ab. Danach öffnet und schließt sich die Rückschlagklappe 
am Containment je nach Druckdifferenz. Dies ist bei Zeitpunkt 100s bzw. 200s nach Simula-
tionsbeginn zu beobachten. Obwohl der resultierende Reaktoreintrittsmassenstrom nicht 
besonders hoch ist, reicht dieser aus um das weitere Ansteigen der Hüllrohrtemperaturen in 
den ersten beiden Fällen zu verhindern, da die thermische Leistung nun sehr niedrig ist. Der 
Reaktoraustrittsmassenstrom folgt dabei zeitverzögert dem Reaktoreintrittsmassenstrom. 
300s nach Simulationsbeginn ist der Massenstrom jedoch so gering, dass die Hüllrohrtempe-
raturen wieder anfangen zu steigen. 
























Abb. 5-40 Reaktoreintritts- und -austrittsmassenstrom und thermische Leistung während 
des Ausfalls aller Hauptspeisewasserpumpen und ohne Einschalten irgendwelcher Nach-
wärmeabfuhrsysteme. 
 
5.6 Zusammenfassung und Schlussfolgerungen für die Sicherheitsanalyse 
Die Simulation eines kompletten Containmentabschlusses mit nachfolgender Druckentlas-
tung durch das ADS zeigte, dass der Reaktor effektiv gekühlt werden kann. Die Hüllrohrtem-
peraturen der Nominalkanäle stellten sich dabei als unkritisch im Hinblick auf die Materialei-
genschaften heraus, da die maximal auftretende Hüllrohrtemperatur unter 650°C lag. Jedoch 
zeigten die Hüllrohrtemperaturen der Heißkanäle einen signifikanten Anstieg um ungefähr 
370°C. Als kritischster Bereich stellte sich der Verdampfer-Heißkanal heraus, dessen maxi-
male Hüllrohrtemperatur über 900°C lag. Nichtsdestotrotz sollten die auftretenden Hüllrohr-
temperaturverläufe eher qualitativ interpretiert werden, da keine neutronische Rückwirkung 
den Anstieg der Brennstofftemperatur und somit der Hüllrohrtemperatur verhindert. Jedoch 
wurde bei keiner als Störfall bezeichneten Analyse das Kriterium von 1260°C überschritten. 
Weiterhin sollte ein mögliches Verbiegen der Moderator- und Brennelementkastenwände 
aufgrund der Druckdifferenz über der Wand in Betracht gezogen werden. Eine maximal auf-
tretende Druckdifferenz von 1,2 MPa zwischen Reaktorein- und austritt konnte nach 20s der 
Druckentlastung beobachtet werden. Eine strukturmechanische Untersuchung dieses Sach-
verhaltes sollte diesbezüglich Klarheit verschaffen, da die Wände nur für eine maximale 
Druckdifferenz von 0,45 MPa dimensioniert wurden [38]. Hierzu ist auch ein detailliertes 
Kernmodell notwendig, um lokale Druckdifferenzen über die Boxwände zu berechnen. Zwei-
tens darf der maximal auftretende Druck im Reaktor nicht den Auslegungsdruck von      
28,75 MPa des RDBs übersteigen, bevor das ADS aktiviert wird. 
In der durchgeführten Parameterstudie wurden die maximal auftretenden Hüllrohrtemperatu-
ren der Heißkanäle und der maximal auftretende Reaktoreintrittsdruck als Indikatoren für den 
Einfluss der variierten Systemparameter herangezogen, da diese als die kritischsten Größen 
während der Druckentlastung identifiziert wurden. Die variierten Systemparameter waren der 
ADS-Aktivierungsdruck, die Gesamtströmungsfläche der ADS-Ventile, die Schließzeiten der 
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ADS-Ventile und die Schließzeiten der HSAV und HDAV. Großen Einfluss zeigte eine Ände-
rung des ADS-Aktivierungsdrucks, der Schließzeiten und der Gesamtströmungsfläche der 
ADS-Ventile. Dabei sollte der ADS-Aktivierungsdruck nicht oberhalb eines Wertes gewählt 
werden, der den Reaktoreintrittsdruck während des Druckentlastens über den Auslegungs-
druck des RDBs ansteigen lässt. Die Gesamtströmungsfläche der ADS-Ventile sollte einen 
Wert übersteigen, der nicht mehr den maximal auftretenden Reaktoreintrittsdruck und die 
maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen beeinflusst, da nun der Strömungswiderstand 
von anderen Faktoren wie dem Rohrdurchmesser dominiert wird. Somit ergeben sich ein 
ADS-Aktivierungsdruck von 26 MPa und für die ADS-Ventile eine Gesamtströmungsfläche 
von 0,09 m2 und eine Schließzeit von 0,2s (siehe Tab. 5-6). 
Die Simulation des Niederdruckeinspeisesystems zeigte im Prinzip keine Nachteile gegen-
über den im SWR eingesetzten Einspeisesystemen. Der Reaktor kann mit diesem System 
ausreichend gekühlt werden, sobald der Kern durch die Spargers druckentlastet wurde. 
Nachdem das Niederdruckeinspeisesystem Wasser bei 6 MPa einspeist, steigen die Hüll-
rohrtemperaturen wieder an, da der Reaktor zuerst mit Wasser gefüllt werden muss. Beim 
Wiederbefüllen des RDBs erfolgt die Kühlung nur durch das verdampfende Wasser. Die Si-
mulation mit einer Pumpe, die bei 6 MPa für einen nominalen Massenstrom von 400 kg/s 
ausgelegt wurde, hindert das Ansteigen der Hüllrohrtemperaturen, da der Kern wieder relativ 
schnell geflutet werden konnte. Jedoch sollte angemerkt werden, dass die Pumpe immer bei 
voller Drehzahl betrieben wird. Dies bedeutet, dass der effektive eingespeiste Massenstrom 
während der Simulation wegen des fallenden Gegendrucks immer weiter ansteigt. Die Nie-
derdruckeinspeisepumpe benötigte während der Transiente eine maximale elektrische Leis-
tung von 2950 kW, die notfalls von einem Dieselgenerator aufgebracht werden muss. 
Ein Ansatz für ein optionales Hochdruckeinspeisesystem wurde präsentiert, das aus einer 
Pumpe, die von einer 100 kW-Batterie betrieben wird, und einem Kondensator besteht. Der 
Kondensator wird benötigt um den Dampf, der aus dem Reaktor strömt, abzukühlen. Der 
Einspeisedruck wird zu 10 MPa angenommen. Da das Hochdruckeinspeisesystem nur in 
einem geschlossenen Kreislauf betrieben werden kann, benötigt das System zusätzliche 
Absperrventile in den ADS-Leitungen. Somit können Hochdruck- und Niederdruckeinspeise-
system nicht simultan betrieben werden. Während das Niederdruckeinspeisesystem den 
Kern komplett mit Wasser fluten kann, ist dies beim Hochdruckeinspeisesystem nicht der 
Fall, da hier immer nach dem Druckentlasten eine Zwei-Phasenströmung vorliegt. Der Vorteil 
des Hochdruckeinspeisesystems liegt in der viel kleineren benötigten Pumpenleistung, da 
nur der Druckverlust des geschlossenen Kreislaufs überwunden werden muss. Jedoch kann 
das Hochdruckeinspeisesystem nicht für die Langzeitkühlung des Reaktors eingesetzt wer-
den, da durch die Wärmeabfuhr durch den Kondensator der Druck im geschlossen Kreislauf 
soweit absinkt, dass irgendwann die Pumpe anfangen würde zu kavitieren. Eine Möglichkeit 
dies zu umgehen, besteht im Hochfahren des Niederdruckeinspeisesystems bei niedrigen 
Drücken und dem aktiven Schließen des Hochdruckeinspeisesystems. Jedoch müssen zu-
künftige Simulationen zeigen, ob die Hüllrohrtemperaturen wieder anfangen zu steigen, so-
lange der Kern mit dem Niederdruckeinspeisesystem aufgefüllt wird. Es könnte aufgrund des 
Zusammenbrechens des Dampfvolumens und somit des Sättigungsdrucks beim Einspeisen 
von kaltem Wasser kurzfristig eine Umkehrströmung im Kern auftreten, bis der Kern geflutet 
wird und der Zwangdurchlauf wieder hergestellt ist. 
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Der Ausfall einer Hauptspeisewasserpumpe und das Anfahren der im Hot-Stand-By betrie-
benen vierten Hauptspeisewasserpumpe innerhalb von 3s wurde mit zwei unterschiedlichen 
Auslaufzeiten von 5s und 10s für die Hauptspeisewasserpumpe simuliert. Die Wartezeit, 
nachdem die Drehzahl der Hauptspeisewasserpumpe auf 0 gefallen ist und dem Anfahren 
der Hot-Stand-By Pumpe, betrug 1s. Die Drehzahl der anderen Hauptspeisewasserpumpen 
wurde während der Transiente als konstant angenommen und der Ersatzhauptspeisewas-
serpumpe nach dem Anfahren als Sollwert vorgeben. Bei der Simulation zeigte sich, dass 
die Zwischenüberhitzerregelung durch das Öffnen und Schließen des dazugehörigen Regel-
ventils eine Instabilität bezüglich des Systemdrucks verursachte, die zum Unterschreiten des 
kritischen Drucks im Reaktor führte. Um dennoch Aussagen bezüglich der maximalen Hüll-
rohrtemperaturen treffen zu können, wurde die Zwischenüberhitzerregelung bei Beginn der 
Simulation ausgeschaltet und somit ein konstanter Ventilquerschnitt vorgegebenen. Somit 
konnte für eine Auslaufzeit von 5s bzw. 10s eine maximale Hüllrohrtemperatur im Überhitzer 
1-Heißkanal von 880°C bzw. 900°C festgestellt werden. Somit überschreiten die Hüllrohr-
temperaturen das Kriterium für transiente Ereignisse von 850°C beim ersten Fall geringfügig. 
Aufgrund der sich auf der Hochdruckseite der Hauptspeisewasserpumpen befindlichen 
Rückschlagklappen konnte die auslaufende Pumpe keinen Massenstrom mehr in den Reak-
tor fördern, da die Rückschlagklappen schon bei 70% Drehzahl die Hauptspeisewasserpum-
pen absperren. Somit ergeben sich längere Zeiträume mit niedrigem Massenstrom als die 
angedachte Wartezeit zwischen Ausfall und Anfahren von einer Sekunde. Zukünftige Simula-
tionen sollten daher ein Niedrigdrehzahlsignal beinhalten, das die vierte Hauptspeisewasser-
pumpe schon früher zum Anfahren anregt. 
Abschließend wurde der Verlust der Fremdnetzeinspeisung mit verspätetem SCRAM mit 
anschließender Druckentlastung über das ADS simuliert. Die Druckentlastung wurde auf-
grund eines Niedrigmassenstromsignals von 500 kg/s initialisiert, welches den Massenstrom 
am Reaktoreintritt abtastet. Die schon beim Ausfall nur einer Hauptspeisewasserpumpe fest-
gestellte Problematik, dass sich die auf der Hochdruckseite angebrachten Rückschlagklap-
pen beim Auslaufen der Hauptspeisewasserpumpen schließen, konnte auch hier beobachtet 
werden. Somit konnte eine Absperrung der Speisewasserleitung zwischen der Rückschlag-
klappe am Containment und den Pumpen für einige Sekunden beobachtet werden, die erst 
nach der Druckentlastung durch das ADS aufgehoben wird. Während und nach dem Druck-
entlasten folgt das System ungefähr dem Mechanismus, der schon beim kompletten Con-
tainmentabschluss mit nachfolgender Druckentlastung beobachtet wurde. Zusammenfas-
send lässt sich feststellen, dass Schwungräder an den Hauptspeisewasserpumpen nicht 
nutzvoll sind, um die maximal auftretenden Hüllrohrtemperaturen während des Auslaufens 
zu reduzieren bzw. den Speisewassermassenstrom so lang wie möglich aufrecht zu erhal-
ten. 
Es kann abschließend festgehalten werden, dass alle betrachtenden Störfälle, weit unter der 
maximalen Hüllrohrtemperatur von 1260°C lagen, während beim Ausfall und Anfahren einer 
Hauptspeisewasserpumpe die maximale Hüllrohrtemperatur von 850°C für transiente Ereig-
nisse leicht überschritten wurde. Soweit ist das HPLWR-Sicherheitssystem voraussichtlich in 






A   m2  durchströmte Fläche 
81 AA −  Koeffizienten für die Materialeigenschaftsfunktion des Produk-
tes spezifische Wärmekapazität mit der Dichte 
81 BB −  Koeffizienten für die Materialeigenschaftsfunktion der Wärme-
leitfähigkeit 
gc     Zweiphasenmultiplikator der gasförmigen Phase 
ns,gc     Zweiphasenmultiplikator der nicht stratifizierten, gasförmigen 
    Phase 
st,gc     Zweiphasenmultiplikator der stratifizierten, gasförmigen Phase 
kc     Zweiphasenmultiplikator der Phase k  ( l  = flüssig oder g  =
    gasförmig) 
lc     Zweiphasenmultiplikator der flüssigen Phase 
en,lc     Zweiphasenmultiplikator der flüssigen Phase mit Tröpfchen-
    mitriss 
ne,lc     Zweiphasenmultiplikator der flüssigen Phase ohne Tröpfchen-
    mitriss 
st,lc     Zweiphasenmultiplikator der stratifizierten, flüssigen Phase 
pc   W m
-1 °C-1 spezifische Wärmekapazität 
plc   W m
-1 °C-1 spezifische Wärmekapazität der flüssigen Phase 
1D   m  Eintrittsdurchmesser vor Blende 
2D   m  Blendendurchmesser 
HD   m  Hydraulischer Durchmesser 
HgD   m  Hydraulischer Durchmesser des Dampffilms 
HlD   m  Hydraulischer Durchmesser des Flüssigkeitsfilms 
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E     Rate des Tröpfchenmitrisses 
E     Laplace transformiertes Eingangssignal 
f    relativer Fehler 
k,crf    kritischer Reibungsdruckverlustkoeffizient der Phase k  ( l  =
  flüssig oder g  = gasförmig) 
kf     Reibungsdruckverlustkoeffizient der Phase k  ( l  = flüssig oder
    g  = gasförmig) 
nf     Korrekturfaktor für nicht-kondensierbare Gase 
k,spf     Einphasen-Reibungsfaktor der Phase k  ( l  = flüssig oder g  = 
    gasförmig) 
flF   N m
-3  Reibungskraft aufgrund der Änderung der Geometrie pro  
    Einheitsvolumen 
iF   N m
-3  Grenzflächenreibungskraft pro Einheitsvolumen 
iaF   N m
-3  Grenzflächenreibungskraft in Ringströmung pro Einheitsvolu-
    men 
ibF   N m
-3  Grenzflächenreibungskraft in Blasenströmung pro Einheitsvo-
    lumen 
idF   N m
-3  Grenzflächenreibungskraft in Tröpfchenströmung pro Einheits-  
   volumen 
igF   N m
-3  Grenzflächenreibungskraft auf die gasförmige Phase pro Ein- 
   heitsvolumen 
ikF   N m
-3  Grenzflächenreibungskraft auf die Phase k  ( l  = flüssig oder g   
   = gasförmig) pro Einheitsvolumen 
ilF   N m
-3  Grenzflächenreibungskraft auf die flüssige Phase pro Einheits- 
   volumen 
insF  N m
-3  Grenzflächenreibungskraft der nicht geschichteten Strömung  
  pro Einheitsvolumen 
istF   N m
-3  Grenzflächenreibungskraft der geschichteten Strömung pro  
   Einheitsvolumen 
vaF   N m
-3  Reibungskraft durch ein Ventil pro Einheitsvolumen 
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wkF   N m
-3  Wandreibungskraft auf die Phase k  ( l  = flüssig oder g  = 
    gasförmig) pro Einheitsvolumen 
gr   m s-2   Erdbeschleunigung 
gGr     Grashof-Zahl der gasförmigen Phase 
h   J kg-1   Totale spezifische Enthalpie des Fluids 
gh   J kg
-1  Spezifische Enthalpie der gasförmigen Phase 
sat,gh   J kg
-1  Spezifische Saturationsenthalpie auf der Taulinie 
kh   J kg
-1   Spezifische Enthalpie der Phase k  ( l  = flüssig oder g  = gas- 
    förmig) 
ikh   J kg
-1   Spezifische Enthalpie der Grenzfläche i  zwischen der Phase k  
   ( l  = flüssig oder g  = gasförmig) 
kinh   J kg
-1  Spezifische kinetische Energie 
lh   J kg
-1  Spezifische Enthalpie der flüssigen Phase 
sat,lh   J kg
-1  Spezifische Saturationsenthalpie auf der Siedelinie 
nbh   W m
-1 °C-1 Wärmeübertragungskoeffizient beim Blasensieden 
pch   J kg
-1   Spezifische Enthalpie am pseudokritischen Punkt 
1wgh   W m
-1 °C-1 Wärmeübertragungskoeffizient beim Filmsieden an der trocke- 
    nen Wand 
2wgh   W m
-1 °C-1 Wärmeübertragungskoeffizient für erzwungene Konvektion an
    der trockenen Wand 
3wgh   W m
-1 °C-1 Wärmeübertragungskoeffizient für Naturkonvektion an der tro- 
    ckenen Wand 
0h   J kg
-1   Spezifische Referenzenthalpie  
gh1   J kg
-1   Spezifische Enthalpie der gasförmigen Phase am Turbinenein- 
    tritt 
sat,lh1   J kg
-1   Spezifische Saturationsenthalpie auf der Siedelinie am Turbi- 
    neneintritt 
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sat,lh2   J kg
-1   Spezifische Saturationsenthalpie auf der Siedelinie am Turbi- 
    nenaustritt 
k     Druckverlustkoeffizient 
K     Stodola-Koeffizient 
BlendeK     Blendenkoeffizient 
igK   kg m
-3 s-1 Grenzflächenwärmeübertragungskoeffizient an die gasförmige 
    Phase 
ilK   kg m
-3 s-1 Grenzflächenwärmeübertragungskoeffizient an die flüssige 
    Phase 
Ch,ilK   kg m
-3 s-1 Grenzflächenwärmeübertragungskoeffizient berechnet mit der 
    Chen-Korrelation 
e,ilK   kg m
-3 s-1 Grenzflächenwärmeübertragungskoeffizient an die flüssige 
    Phase bei Strömung mit Tröpfchenmitriss 
ne,ilK   kg m
-3 s-1 Grenzflächenwärmeübertragungskoeffizient an die flüssige 
    Phase bei Strömung ohne Tröpfchenmitriss 
s,ilK   kg m
-3 s-1 Grenzflächenwärmeübertragungskoeffizient an die flüssige 
    Phase bei geschichteter Strömung 
Sh,ilK   kg m
-3 s-1 Grenzflächenwärmeübertragungskoeffizient berechnet mit der 
    Shah-Korrelation 
pK     Verstärkung 
wlK   kg m
-3 s-1 Wärmeübertragungskoeffizient zwischen flüssiger Phase und 
    der Wand (entspricht wlh ) 
peL   J kg
-1  Pseudo-Verdampfungsenthalpie 
M&   kg s-1  Massenstrom 
nomM&   kg s
-1  Volllastmassenstrom 
Nu     Nusselt-Zahl 
p   N m-2   Systemdruck 
1p   N m
-2   Turbineneintrittsdruck 
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2p   N m
-2   Turbinenaustrittsdruck 
ausp   N m
-2   Austrittsdruck 
crp   N m
-2   Kritischer Druck 
einp   N m
-2   Eintrittsdruck 
nomp   N m
-2   Volllastdruck 
resP   W  Nachzerfallsleistung 
thP   W  thermische Leistung 
gPr     Prandl-Zahl der gasförmigen Phase 
lPr     Prandl-Zahl der flüssigen Phase 
crq&   W m
-2  kritische Wandwärmestromdichte 
igq&   W m
-2  Grenzflächenwärmeübertragung an die gasförmige Phase 
ilq&   W m
-2  Grenzflächenwärmeübertragung an die flüssige Phase 
iwq&   W m
-2  Grenzflächenwärmeübertragung an die Wand 
wq&   W m
-2  Wandwärmestromdichte 
wgq&   W m-2  Wandwärmestromdichte bei trockener Wand 
wlq&   W m
-2  Wandwärmestromdichte bei benetzter Wand 
ikQ&   W m
-3   Wärmestrom über die Grenzfläche i  an die Phase k  ( l  = 
    flüssig oder g  = gasförmig) pro Einheitsvolumen 
wkQ&   W m
-3   Wandwärmestrom an die Phase k  ( l  = flüssig oder g  =  
    gasförmig) pro Einheitsvolumen 
R     Schichtungsrate 
1R     Term der Schichtungsrate aufgrund des Kelvin-Helmholtz- 
    Stabilitätskriterium 
2R    Term der Schichtungsrate aufgrund von Phasenmischungs- 
  effekten 
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k,crRe    kritische Reynolds-Zahl der Phase k  ( l  = flüssig oder g  = 
  gasförmig) 
gRe    Reynolds-Zahl der gasförmigen Phase 
kRe    Reynolds-Zahl der Phase k  ( l  = flüssig oder g  = gasförmig) 
lRe    Reynolds-Zahl der flüssigen Phase 
tRe    turbulente Reynolds-Zahl 
iS     Quellterme für Massen-, Impuls- und Energiegleichung 
t   s  Zeit 
0t   s  Betriebsdauer des Kerns 
s     Variable 
crT   °C  kritische Temperatur bei kritischer Wärmestromdichte 
gT   °C  Temperatur der gasförmigen Phase 
lT   °C  Temperatur der flüssigen Phase 
LT   °C  Leidenfrosttemperatur 
NT   s  Nachstellzeit 
satT   °C  Siedetemperatur 
wT   °C  Wandtemperatur 
u   m s-1  Strömungsgeschwindigkeit 
gu   m s
-1  Strömungsgeschwindigkeit der gasförmigen Phase 
iku   m s
-1  Strömungsgeschwindigkeit der Grenzfläche i  zwischen der
   Phase k  ( l  = flüssig oder g  = gasförmig) 
ku   m s
-1  Strömungsgeschwindigkeit der Phase k  ( l  = flüssig oder g  = 
    gasförmig) 
lu   m s
-1  Strömungsgeschwindigkeit der flüssigen Phase 
tu   m s
-1  turbulente Strömungsgeschwindigkeit 
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U   m  Umfang 
U     Laplace transformiertes Ausgangssignal 
1v   m
3 kg-1  spezifisches Volumen am Turbineneintritt 
APROSx     Vergleichsgröße aus APROS 
gx     Dampfmassenanteil 
IPSEprox     Vergleichsgröße aus IPSEpro 
z   m  Lauflänge in Längsrichtung 
Griechische Buchstaben 
gα  Volumenanteil der gasförmigen Phase k  
kα  Volumenanteil der Phase k  ( l  = flüssig oder g  = gasförmig) 
gΓ   kg m
-3 s-1 Massenaustauschrate zwischen der gasförmigen Phase 
iΓ   kg m
-3 s-1 Massenaustauschrate über die Grenzfläche 
kΓ   kg m
-3 s-1 Massenaustauschrate zwischen der Phase k  ( l  = flüssig oder
    g  = gasförmig) 
lΓ   kg m
-3 s-1 Massenaustauschrate zwischen der flüssigen Phase 
δ   m  Tröpfchendurchmesser 
uΔ   m s-1  Geschwindigkeitsunterschied zwischen beiden Phasen k  ( l  =  
   flüssig oder g  = gasförmig) 
HΔ   J  Enthalpieabnahme über Turbine mit Tröpfchen 
gHΔ   J  Enthalpieabnahme über Turbine bei reinem Dampf 
pupΔ   N m
-3   Pumpenförderdruck 
ε   m  Wandrauhigkeit 
η     Wirkungsgrad 
gη   kg m
-1 s-1 Dynamische Viskosität der gasförmigen Phase 
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kη   kg m
-1 s-1 Dynamische Viskosität der Phase k  ( l  = flüssig oder g  = gas-
   förmig) 
lη   kg m
-1 s-1 Dynamische Viskosität der flüssigen Phase 
%50≤η     Turbinenwirkungsgrad unter 50% Nominalmassenstrom 
λ   W m-1 °C-1 Wärmeleitfähigkeit 
gλ   W m
-1 °C-1 Wärmeleitfähigkeit der gasförmigen Phase 
lλ   W m
-1 °C-1 Wärmeleitfähigkeit der flüssigen Phase 
π     Steen Parameter 
ρ   kg m-3  Dichte des Fluids / Materials 
gρ   kg m
-3  Dichte der gasförmigen Phase 
kρ   kg m
-3  Dichte der Phase k  ( l  = flüssig oder g  = gasförmig) 
lρ   kg m
-3  Dichte der flüssigen Phase 





ADS    Automatisches Druckentlastungssystem 
APROS   Advanced Process Simulation Software 
ATWS    Anticipated Transient without SCRAM 
DNB    Departure from nucleate boiling 
DWR    Druckwasserreaktor 
EPR    European Pressurized Water Reactor 
HD    Hochdruck 
HDAV    Hauptdampfabsperrventile 
HSAV    Hauptspeisewasserabsperrventile 
HSS    Hilfsspeisewassersystem 
HPLWR   High Performance Light Water Reactor 
SCFR    Supercritical Light Water Fast Reactor 
SCRAM   Safety Control Rod Automatic Movement 
SCLWR   Supercritical Light Water Reactor 
SCLWR-H   High Temperature Supercritical Light Water Reactor 
RDB    Reaktordruckbehälter 
RIA    Reactivity Initiated Accident 
RESA    Reaktorschnellabschaltung 
RFKS    Reserve-Flüssigkeitskontrollsystem 
SWR    Siedewasserreaktor 
LOCA    Loss of Coolant Accident 
MD    Mitteldruck 
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ND    Niederdruck 
NDES    Niederdruckeinspeisesystem 
NWAS    Nachwärmeabfuhrsystem 
ÜDS    Überdruckventil 
ÜH1    Überhitzer 1 
ÜH2    Überhitzer 2 
VER    Verdampfer 
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Anhang A Materialeigenschaften in APROS 
In APROS werden die zusätzlich benötigten Materialeigenschaften für die Berechnung der 
Wärmeleitung als Funktion eines Polynoms vierter Ordnung eingefügt. Die Eigenschaftsfunk-
tion enthält weiterhin einen Term, in dem die Temperatur im Nenner des Bruchs steht. Für 
die Berechnung der Wärmeleitfähigkeit und des Produkts der spezifischen Wärmekapazität 
mit der Dichte ergeben sich folgende Zusammenhänge: 






















Die Materialeigenschaften von Uranoxid, Heliumspalt und PM2000 werden von Kurki [66] 
übernommen, während die Koeffizienten für 20 MnMoNi 5 5 und P91 aus den Werten aus 
dem VDI-Wärmeatlas [118] abgeleitet werden. 
Material Urandioxid Helium-spalt PM2000 
20 MnMoNi 
5 5 P91 
Materialnummer 2 3 20 29 30 
Temperatur der 
Funktion [K oder 
°C] 
K K °C °C °C 
Dichte x spezif. 
Wärmekapazität 
[J/(m3K)] 




0 260,93 0 20 20 
A1 1560000 1560000 3408380 3248400 3157000 
A2 4862,53 4862,53 1928,23 7710,3 10100 
A3 -4,66 -4,66 0 -17,501 -36,03 
A4 1,777E-03 1,777E-03 0 0,021101 6,845E-02 
A5 -1,870E-07 -1,870E-07 0 0 -3,835E-05 
A6 -4050 -4050 0 0 0 
A7 141,87 141,87 0 0 0 




0 2800 0 0 0 
A1 0 1839,99 0 0 0 
A2 0 0 0 0 0 
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Material Urandioxid Helium-spalt PM2000 
20 MnMoNi 
5 5 P91 
A3 0 0 0 0 0 
A4 0 0 0 0 0 
A5 0 0 0 0 0 
A6 0 0 0 0 0 
A7 0 0 0 0 0 
A8 0 0 0 0 0 
Wärmeleitfähigkeit 




300 0 0 20 20 
B1 -12,82 4,042E-02 10,20 41,96 25,72 
B2 9,992E-03 4,075E-04 0,036561 0,013614 1,417E-02 
B3 -5,632E-06 -1,182E-07 -4,1E-05 -5,170E-05 -1,389E-05 
B4 1,766E-09 3,445E-11 0 0 0 
B5 -1,979E-13 -4,304E-15 0 0 0 
B6 37,82 0 0 0 0 
B7 1,50 0 0 0 0 




3120 0 0 0 200 
B1 2,5 0 0 0 28 
B2 0 0 0 0 0 
B3 0 0 0 0 0 
B4 0 0 0 0 0 
B5 0 0 0 0 0 
B6 0 0 0 0 0 
B7 0 0 0 0 0 




0 0 0 0 300 
B1 0 0 0 0 2,5 
B2 0 0 0 0 0,01 
B3 0 0 0 0 0 
B4 0 0 0 0 0 
B5 0 0 0 0 0 
B6 0 0 0 0 0 
B7 0 0 0 0 0 




0 0 0 0 500 
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Material Urandioxid Helium-spalt PM2000 
20 MnMoNi 
5 5 P91 
B1 0 0 0 0 30 
B2 0 0 0 0 0 
B3 0 0 0 0 0 
B4 0 0 0 0 0 
B5 0 0 0 0 0 
B6 0 0 0 0 0 
B7 0 0 0 0 0 
B8 0 0 0 0 0 
minimaler Wert 
Dichte x spezif. 
Wärmekapazität 
[J/(m3K)] 
2590763,94 1839,99 3408380,02 3371200 3157000 
maximaler Wert 
Dichte x spezif. 
Wärmekapazität 
[J/(m3K)] 
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Tab. 0-1 Vergleich der APROS- und IPSEpro-Ergebnisse im Hinblick des relativen 











1 0,1035 0,2000 0,0000 0,3464 
2 0,1026 0,0138 0,0000 0,0000 
3 0,1026 0,0138 -5,7080 -1,1052 
4 0,1026 0,0138 -5,7080 -1,1052 
5 -2,4769 0,0138 0,0442 0,0000 
6 -2,4769 -0,8917 0,0446 -0,7669 
7 0,6593 0,0138 -5,4867 -1,0769 
8 0,6593 0,0138 -0,9292 -0,1822 
9 0,6593 0,4280 1,2640 1,2303 
10 2,5767 0,4280 1,2640 1,2458 
11 2,5767 0,4280 1,2640 1,2458 
12 2,5767 0,4280 1,3196 1,2986 
13 -0,9626 -0,5720 -3,8580 -0,3405 
14 0,4650 0,4280 1,2640 1,2303 
15 0,4650 0,4280 1,2640 1,2303 
16 0,4650 0,3913 0,4706 1,2376 
17 -0,9889 0,3913 0,4706 1,2568 
18 -0,9889 0,3913 0,4706 1,2568 
19 -0,9889 0,3913 0,5063 1,3929 
20 -0,9667 -0,3679 -5,0667 -0,3069 
21 0,5631 0,3913 0,4706 1,2837 
22 0,5631 0,3913 0,4706 1,2837 
23 0,5631 -0,0215 0,7426 0,0023 
24 0,5643 0,0376 0,4237 0,1612 
25 1,2649 0,0376 0,4237 0,1831 
26 1,2649 0,0376 0,4237 0,1831 
27 1,2649 0,0376 0,4425 0,1835 
28 -0,7310 -0,6031 -4,6512 -0,3608 
29 0,5255 0,0376 0,4237 0,1612 
30 0,5255 0,0680 0,7092 0,3493 
31 3,2803 0,0680 0,7092 0,3793 
32 3,2803 0,0680 0,7092 0,3793 
33 3,2803 0,0680 0,7634 0,3808 
34 -0,3588 -0,9696 -4,8000 -0,9023 
35 0,3751 0,0680 0,7092 0,3493 
36 0,3751 0,1084 0,7682 0,5787 
37 -2,1783 0,1084 0,7682 0,6130 
38 -2,1783 0,1084 0,7682 0,6130 
39 -2,1783 keine Werte, da in Speisewasserkessel integriert 
40 0,4435 0,1084 0,7682 0,7588 













42 -1,1427 0,1272 0,5420 1,1646 
43 -1,1427 0,1272 0,5420 1,1646 
44 -1,1427 0,1272 0,5571 1,2491 
45 -1,1427 -0,5276 -5,5718 -0,4630 
46 0,5438 0,1272 -0,2710 1,0702 
47 0,5438 -0,0015 0,7092 0,2466 
48 0,1532 -0,0015 0,7092 0,2832 
49 0,1532 -0,0015 0,7092 0,2832 
50 0,1532 keine Werte, da in VW 6 integriert 
51 -0,5241 -1,0707 -11,9048 -1,0124 
52 0,5677 -0,0015 0,7092 0,2466 
53 0,5677 -0,2446 2,3810 0,1954 
54 3,6348 -0,2446 2,3810 0,6645 
55 3,6348 -0,2446 2,3810 0,6645 
56 3,6348  
57 0,9745 -5,3911 -31,5789 -5,4293 
58 0,9745 -5,3911 -31,5789 -5,4293 




keine Werte, da in Kondensator integriert 
63 0,0089 0,1427 0,0000 0,0000 
64 0,0089 0,1267 -1,1765 0,1332 
65 0,0089 0,1048 0,0000 0,0000 
66 0,4477 -3,4046 -4,1667 -2,1516 
67 0,4477 -2,3332 -9,6296 -2,2414 
68 0,4477 -2,3332 -1,6000 -2,3360 
69 0,4477 0,7248 -1,7391 0,7891 
70 0,4477 0,7248 -1,9048 0,7888 
72 0,4477 0,4408 -2,2082 0,5552 
73 0,4477 0,4408 -2,4677 0,5551 
74 0,4477 0,0105 -2,7963 0,1331 
75 0,1035 -0,5379 -39,2015 -0,5014 
76 0,1035 -0,5233 -0,8614 -0,5010 
77 0,1035 -0,0602 0,0376 -0,0530 
78 0,1035 -0,0602 0,0377 -0,0530 
79 0,1035 0,0791 0,0379 0,0832 
80 0,1035 0,0791 0,0380 0,0878 
81 0,1035 -0,0558 0,0382 -0,0205 
HPLWR-Dampfkreislauf und Sicherheitssysteme in APROS 
182 
Anhang C HPLWR-Dampfkreislauf und Sicherheits-
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